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La tesi ` e stata svolta presso il DIMNP dell’Universit` a di Pisa al ﬁne di
caratterizzare e modellare connessioni coniche ﬁlettate di Drill Collars
usate per batterie di perforazione petrolifere.
La caratterizzazione meccanica del materiale ` e avvenuta tramite prove
in piccola scala (eﬀetto della tensione media a fatica, sensibilit` a all’inta-
glio, rilassamento ciclico).
` E stato realizzato un modello FEM al ﬁne di determinare lo stato di
tensione e di deformazione nei punti maggiormente critici. Inﬁne si ` e pro-
ceduto al confronto di tali risultati con quelli ottenuti sperimentalmente
da prove in piena scala e sono stati tracciati diagrammi di correlazione.
Abstract
The masterthesis has been carryed out in DIMNP of the University of
Pisa in order to assess and simulate threaded tapered connections of Drill
Collars used in Drill String for oil drilling.
Mechanical characterization of the material has been performed by
means of small scale tests (fatigue mean stress eﬀect, notch sensitivity,
cyclic relaxation).
FEM model has been performed in order to evaluate stress and strain
state in mostly critic points. At last these results has been compared
with the ones achieved experimentally in full scale tests and correlation
diagrams have been drawn.Indice
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Introduzione
La tesi ` e stata svolta presso il DIMNP al ﬁne di caratterizzare e modellare
connessioni coniche ﬁlettate di Drill Collars per batterie di perforazione
petrolifere.
Sono state svolte prove in piccola scala per determinare le caratteristi-
che meccaniche del materiale: sono stati analizzati la trazione monotona,
il comportamento ciclico del materiale e la sensibilit` a all’intaglio.I risul-
tati di tali attivit` a sono stati elaborati tramite codici di calcolo realizzati
appositamente in MATLAB c 
, MATHCAD c 
ed EXCEL c 
.
Successivamente ` e stato realizzato in ANSYS c 
un modello bidimen-
sionale agli elementi ﬁniti delle connesssioni coniche ﬁlettate NC26 e
NC50 per determinare lo stato di tensione e di deformazione nei punti
maggiormente critici.
` E stato realizzato inoltre un modello sempliﬁcato che permettesse di
valutare gli errori che si compiono nel simulare un modello bidimensionale
anzicch´ e tridimensionale.
Inﬁne sono stati confrontati i risultati ottenuti dalle analisi FEM con
quelli delle prove in piena scala realizzate precedentemente a questa atti-
vit` a di tesi: dopo aver realizzato un modello in ANSYS c 
per determinare
una stima dell’eﬀetto della ﬁnitura superﬁciale, tramite MATLAB c 
sono
stati tracciati diagrammi di correlazione.1.1 Le batterie di perforazione petrolifere 2
1.1 Le batterie di perforazione petrolifere
Le perforazioni petrolifere e le relative tecniche hanno subito degli anni
numerosi sviluppi; attualmente la ricerca di bacini petroliferi viene fatta
a terra in zone spesso impervie e di diﬃcile raggiungibilit` a o in mare
utilizzando piattaforme oﬀ-shore.
Negli ultimi anni ` e diminuita la presenza di petrolio a quote relati-
vamente basse, tanto che oggi nella maggior parte dei casi non si riesce
a trovare petrolio a meno che non si raggiungano i 2000 metri di pro-
fondit` a. La necessit` a di andare sempre pi` u in profondit` a e l’esigenza di
trovare nuovi bacini in zone prima d’ora mai battute, come aree montuose
o foreste, ha fatto s` ı che le tecniche, i materiali e la ricerca in generale
subissero una veloce evoluzione.
La pratica standard per la realizzazione di un pozzo segue un iter ormai
consolidato: in un primo momento si esegue una ricerca geologica al ﬁne
di individuare la presenza di eventuali falde; successivamente si procede
alla perforazione ed inﬁne si passa al pompaggio del greggio in superﬁcie.
Per la realizzazione di un pozzo generalmente si fa uso di strutture
portanti a torre Derrick costituiti da tralicci di acciaio; ad essi viene
appesa tramite cavi o catene tutta l’apparecchiatura per la perforazione
(Drill String) che viene messa in rotazione da potenti motori posti a
terra. Nella ﬁgura 1.1 ` e rappresentato un impianto per la perforazione
petrolifera con le sue parti costituenti.
Durante la fase di foratura [1], man mano che si scende in profon-
dit` a, si esegue l’operazione di Tripping: si aggiungono aste (Drillpipe)
all’estremit` a superiore della Drill String.
Si iniettano all’interno del pozzo o della Drill String dei fanghi (Mud)
a pressione elevata per lubriﬁcare l’intera Drill String al ﬁne di prevenire
l’eccessivo riscaldamento e di ridurre gli attriti dovuti al contatto con le
pareti del pozzo.
Le perforazioni si classiﬁcano in base al tipo di percorso a cui le Drill
String sono sottoposte:1.1 Le batterie di perforazione petrolifere 3
Figura 1.1: Schema (a) di un impianto per la perforazione petrolifera e (b) degli elementi




Nelle prime la bocca del pozzo ` e posta sopra il bacino e la perforazione
avviene in direzione verticale. Nella pratica per` o ci` o avviene piuttosto di
rado, in quanto avvengono spesso variazioni di percorso; il pozzo pertanto
non ` e pi` u verticale e molto spesso nemmeno rettilineo.
Un caso tipico di perforazione direzionale (v. Fig. 1.2) si ha quando
l’area al di sopra del bacino ` e di diﬃcile raggiungimento a causa di rilievi
montuosi o quando la roccia sovrastante il bacino ` e eccessivamente dura;
in tali casi si preferisce eseguire il foro di lato e poi raggiungere il bacino
con tratti pi` u o meno orizzontali.
A volte le deviazioni del percorso di un pozzo petrolifero non sono pre-
viste ma sono inevitabili: la drillstring, infatti, attraversa strati geologici1.1 Le batterie di perforazione petrolifere 4
Figura 1.2: Possibili conﬁgurazioni di perforazione.
non omogenei, con caratteristiche di durezza variabili, e a causa di ci` o la
perforazione viene inavvertitamente deviata.
Tutti i tratti curvi che la batteria di perforazione ` e costretta ad at-
traversare prendono il nome di Dog-leg (v. Fig. 1.3) ed hanno un ruolo
fondamentale nei meccanismi di rottura della Drill String: infatti le aste
che attraversano i tratti curvilinei sono soggette a ﬂessione rotante e que-
sta in molti casi ` e la prima causa di rottura. ` E evidente che la rottura di
una Drill String comporta eccessivi costi di recupero della parte che sta
al di sotto della rottura: in alcuni casi, quando ci` o non ` e possibile, pu` o
essere necessario abbandonare il pozzo stesso. La rottura per fatica nelle
connessioni ﬁlettate dei Drill Collars ` e aggravata da fenomeni corrosivi,
errori di montaggio e velocit` a di rotazione o forze sul Drill Bit eccessive.
1.1.1 I componenti della Drill String
La batteria di perforazione, o Drill String, ` e il costituente pi` u importante
dell’intero apparato di realizzazione di un pozzo petrolifero. La Drill
String consiste in una colonna di tubi che tramite cavi o catene viene
appesa al Derrick: lo scopo di tale attrezzatura ` e quello di trasferire il
moto al Drill Bit per la frantumazione delle rocce e la realizzazione del
foro.
Per connettere tra loro gli elementi della Drill String sono comune-
mente impiegate le Connessioni Coniche Filettate (Conical Shoulderedd1.1 Le batterie di perforazione petrolifere 5
Figura 1.3: Possibili conﬁgurazioni di perforazione.
Threaded Connections): grazie alla geometria conica le operazioni di as-
semblaggio e disassemblaggio sono rese pi` u veloci rispetto al caso cilindri-
co in quanto ` e richiesto di eﬀettuare un numero di giri inferiori. Inoltre la
tenuta dei fanghi che ﬂuiscono in pressione internamente alla Drill String
` e garantita dal contatto tra lo spallamento del Pin e la testa del Box
grazie ad un serraggio iniziale elevato.






Il Kelly ` e utilizzato per trasmettere la rotazione e il sostenere il peso
della Drill String: tali eﬀetti sono quelli principalmente utilizzati per
frantumare le rocce e eseguire il pozzo.1.1 Le batterie di perforazione petrolifere 6
Le principali funzioni delle Drillpipes sono invece la trasmissione del
moto rotatorio e la conduzione dei fanghi in pressione alla Drill Bit. Tali
componenti sono soggetti a vari tipi di carico: i pi` u importanti sono quello
assiale dovuto al peso proprio e quello ﬂessionale in corrispondenza dei
Dog-legs.
I Tool Joints sono piccole parti cilindriche attaccate per interferenza
o saldatura all’estremit` a delle Drillpipes per permetterne la connessione.
I Drill Collars sono collocati nella parte pi` u in basso della Drill String;
il loro scopo ` e trasmettere il peso al Drill Bit e nello stesso tempo man-
tenere in trazione le Drillpipes (v. Fig. 1.4).
Figura 1.4: Andamento dei carichi in una Drill String.
I Drill Collars sono sottoposti a carichi di compressione e per tale
motivo sono pi` u spessi delle Drillpipes: la rigidezza ` e tale da evitare
l’eﬀetto di instabilit` a elastica.
Il Drill Bit inﬁne ` e posto all’estremit` a della batteria di perforazione
e tramite l’azione combinata del peso che grava su di esso e del moto
rotatorio frantuma la roccia e forma il foro.1.2 La fatica 7
1.2 La fatica
I componenti delle macchine, i veicoli e le strutture sono frequentemente
soggette a carichi ripetuti, il cui eﬀetto solitamente ` e quello di generare
microscopiche fessure nel materiale. Secondo alcune valutazioni oggigior-
no l’ 80% di rotture che si veriﬁcano sui macchinari ` e dovuta a fenomeni
di fatica. I primi studi risalgono alla prima met` a del XIX secolo; prima
di allora si procedeva allo studio di carichi variabili o ripetuti nel tempo
tramite un’analisi statica e poi impiegando coeﬃcienti di sicurezza mag-
giori del necessario. La prima vera trattazione della fatica si ha attorno
la met` a del 1800 grazie a W¨ oeler che volle indagare il motivo di alcune
rotture degli assali dei vagoni ferroviari.
1.2.1 Concetti di base
Le rotture per fatica hanno origine da una microscopica frattura che ri-
sulta spesso essere legata a piccole discontinuit` a del materiale o a fratture
preesistenti; attorno ad essa si viene a creare una locale concentrazione
dello stato di tensione (con conseguente plasticizzazione del materiale) e
si pu` o arrivare a rottura a livelli di tensione nominalmente molto inferiori
rispetto al carico di snervamento. Un tipico esempio di rottura per fati-
ca ` e il ﬁlo di ferro ripetutamente piegato che raggiunge la rottura dopo
pochi cicli di carico: si parla in tal caso di fatica oligociclica. Nel caso
invece la rottura avvenga dopo migliaia o milioni di cicli si parla di fatica
propriamente detta o High Cycle Fatigue.
Se la deformazione plastica locale ` e suﬃcientemente piccola, il materia-
le pu` o aumentare la sua resistenza allo snervamento attraverso il fenomeno
dell’incrudimento, rallentando o addirittura fermando la plasticizzazione.
Tuttavia in presenza di livelli pi` u elevati di deformazione plastica locale
i successivi cicli di carico possono essere causa di una locale perdita di
duttilit` a causando l’avanzamento della cricca sino ad arrivare a rottura
[2].
La rottura per fatica si evolve secondo tre fasi:1.2 La fatica 8
• innesco
• propagazione a fatica
• frattura di schianto
La fase di innesco rappresenta per i materiali duttili una piccola porzio-
ne della vita a fatica del materiale; generalmente ha luogo sulla superﬁcie
del pezzo dove sono presenti difetti della geometria (ad esempio fori, ﬁ-
lettature e rugosit` a) o del materiale (nel caso di inclusioni). Un materiale
pu` o rompersi per fatica sebbene non siano presenti difetti sulla supercicie:
in tal caso, infatti, le sollecitazioni cicliche mettono in moto le disloca-
zioni e producono bande di scorrimento che fuoriescono dal materiale e
si comportano da microintagli (v. Fig 1.5) [3]. A testimonianza di ci` o
` e stato veriﬁcato che lappando periodicamente il materiale sottoposto a






Figura 1.5: Generazione dell’intaglio a partire dalla fuoriuscita delle dislocazioni.
Lo stadio di propagazione ` e governato dalla tensione normale nelle
vicinanze dell’apice della cricca; come schematizzato in Fig. 1.6 per ogni
ciclo di carico si possono identiﬁcare due fasi.
Durante la trazione si assiste all’apertura della cricca e ad una locale
plasticizzazione attorno ad stessa; si attivano meccanismi di scorrimen-
to a 45◦ che arrotondano il raggio di curvatura della cricca portandone
all’arresto.1.2 La fatica 9
Durante la fase di scarico, invece, il materiale si deforma nuovamen-
te: la cricca si chiude e il raggio ritorna ad essere acuto, favorendo la
propagazione nel ciclo successivo.
Figura 1.6: Modalit` a di avanzamento della cricca ad ogni ciclo.
La rottura ﬁnale avviene prevalentemente in maniera fragile: in ac-
cordo con i criteri della meccanica della frattura lineare elastica essa si
veriﬁca quando all’apice della cricca il KI supera il KIC.
Un accorgimento che spesso viene utilizzato per bloccare l’avanzamen-
to della cricca ed evitare la frattura consiste nell’inserire in zone poco
sollecitate dei giunti tenaci, costituiti da materiali a basso carico di sner-
vamento: entrando in tale zona il raggio di plasticizzazione ρ, la cui legge









Per eﬀetto della maggiore deformazione plastica si pu` o quindi arrivare1.2 La fatica 10
all’arresto della cricca. In tal caso il materiale va a rottura quando la
sezione ` e troppo piccola per sopportare il livello di carico imposto.
Andando ad analizzare la superﬁcie di frattura (v. Fig. 1.7) ` e possibile
identiﬁcare:
• la fase di fatica propriamente detta, comprendente l’innesco e la
propagazione, che ` e caratterizzata da una superﬁcie relativamente
piatta;
• la fase di schianto soggetta a frattura statica, con superﬁcie molto
pi` u corrugata.
Nella fase di propagazione ` e possibile ulteriormente identiﬁcare del-
le linee, dette linee di spiaggia, ognuna delle quali rappresenta un ciclo
applicato.
Punto di innesco
Linee di spiaggia 
Rottura finale 
Figura 1.7: Superﬁcie di rottura a fatica.
1.2.2 Le curve S-N
Il primo metodo utilizzato per capire e quantiﬁcare la fatica dei materiali
viene riportato in letteratura come approccio stress - life: i dati che si
ottengono dalla prove di fatica vengono rappresentati sotto forma di curve
S-N o curve di W¨ oeler: si riporta in ascissa il numero di cicli a rottura e in
ordinata lo stato di tensione a cui ` e stato sottoposto il provino durante la
prova. Tale metodo, tuttavia, non si adatta troppo bene ai casi di fatica1.2 La fatica 11
oligociclica, in cui le deformazioni hanno una signiﬁcativa componente
plastica; in tali casi ` e pi` u appropriato utilizzare l’approccio strain - life.
La pi` u comune procedura per determinare le curve S-N ` e la prova a
ﬂessione rotante: un esempio di ci` o ` e la macchina di R. R. Moore, che
prevede di caricare simmetricamente un provino cilindrico a clessidra in
quattro punti e contemporaneamente di portarlo in rotazione tramite un
motore alla velocit` a di 1750 rpm.
Con tale macchina nella zona centrale del provino si viene a creare un
momento ﬂettente puro1 costante: un qualsiasi punto ` e quindi sottopo-
sto ad un ciclo di trazione-compressione full reversed ad ogni rotazione
dell’albero.
Le curve S-N possono essere rappresentate in coordinate semilogarit-
miche o bilogaritmiche; quest’ultimo modo ` e generalmente il pi` u utiliz-
zato, in quanto consente di evidenziare il caratteristico ginocchio ad alto
numero di cicli (rappresentato nella ﬁgura 1.8 per 1 · 106 cicli).
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Figura 1.8: Curva S-N per un acciaio normalizzato in coordinate bilogaritmiche.
Per la maggior parte degli acciai e per alcune leghe non ferrose (come
le leghe di titanio), caratterizzati dall’avere una struttura cubica a corpo
centrato, all’incirca a un milione di cicli le surve S-N mostrano una varia-
zione di pendenza, detta appunto ginocchio, oltre la quale il valore della
tensione si mantiene pressoch` e costante. Tale tensione ` e deﬁnita limite di
1Un momento ﬂettente si dice puro nel caso in cui le componenti tensionali di taglio sono nulle.1.2 La fatica 12
fatica e corrisponde al valore pi` u elevato di tensione alternata σa che pu` o
essere sopportato per tempo inﬁnito senza rottura. Questo comporta-
mento ` e dovuto al fatto che il carbonio o l’azoto nell’acciaio impediscono
il moto delle dislocazioni, evitando quindi il meccanismo di scorrimento
e di conseguenza la nucleazione della microcricca.
Per evitare i grossi esborsi legati alla realizzazione delle prove di Moore
negli ultimi anni sono state individuate relazioni generali che permetto-
no di ricavare con discreta approssimazione l’andamento della curva S-N
avendo a disposizione solo la prova di trazione monotona o la durezza del
materiale; per un acciaio, infatti, la resistenza a fatica ad un milione di
cicli vale circa 0.5 volte la tensione di rottura a trazione o 500 volte la
durezza Brinell. Tali relazioni non sono per` o sempre valide: per valori di
durezza superiori a 400 HB generalmente il limite di fatica si mantiene
all’incirca costante o decresce [2]. Un esempio di ci` o ` e rappresentato da-
gli acciai a struttura martensitica, caratterizzati dall’avere alta durezza e
bassa tenacit` a, da cui segue un basso valore del limite di fatica.
Il concetto di fatica pu` o essere applicato oltre che all’acciaio anche ad
altri materiali.
La ghisa ha un comportamento molto simile all’acciaio; tuttavia si
diﬀerenzia da questo per il valore che il limite di fatica assume, che ` e pari
a circa 0.4 volte la tensione di rottura a trazione Su.
Le leghe di alluminio, utilizzate soprattutto in ambito aeronautico e
aerospaziale, cos` ı come molte leghe non ferrose, diﬀeriscono dall’acciaio
principalmente per l’assenza di un vero e prorio limite di fatica: oltre il
milione di cicli si assiste ad un cambio di pendenza ma il valore della
resistenza a fatica, anzich´ e rimanere costante, continua a decrescere (v.
Fig. 1.9). Quando si parla del limite di fatica per tali materiali bisogna
quindi sempre speciﬁcare il numero di cicli a cui tale limite ` e riferito. Se
ci` o non viene speciﬁcato si ` e soliti assumere che il ginocchio si veriﬁchi a
108 o 5 · 108 cicli.
La deviazione standard sul limite di fatica ` e compresa in genere tra il
4% e il 9%; tuttavia quando non si hanno a disposizione dei dati precisi1.2 La fatica 13
Figura 1.9: Curve S-N per la lega di alluminio 7075-T6 per provini lisci e intagliati.
si ` e soliti utilizzare il valore convenzionale dell’8% come stima cautelativa
[2].
Nella ﬁgura 1.10[4] si rappresentano le curve di dispersione attorno alla
curva S-N per l’acciaio AISI 4147 e una lega di alluminio: in entrambi gli
andamenti si osserva che ad una data durata corrisponde una dispersione
nella resistenza a fatica piuttosto ridotta; viceversa ﬁssando il livello di
carico la dispersione pu` o essere molto grande, anche di alcuni ordini di
grandezza.
Figura 1.10: Curva S-N di una lega di alluminio 2014-T6 e di un acciaio con tenore
medio di carbonio AISI 1047.
Le curve S-N non sono deﬁnite per durate inferiori a 103 cicli in quan-
to l’approccio stress-life risulta inappropriato: in tale zona, infatti, l’ef-1.2 La fatica 14
fettivo stato di tensione pu` o variare signiﬁcativamente nel tempo e le
deformazioni hanno una componente plastica non trascurabile; volendo
quindi analizzare il comportamento a fatica oligociclica si deve utilizzare
l’approccio strain-life.
1.2.3 Fattori che inﬂuenzano le curve S-N
Le prove di Moore sono svolte su provini cilindrici di diametro 0.25 in,
rettiﬁcati e sottoposti a ﬂessione rotante. Il valore della resistenza a
fatica ottenuto da tali prove ` e solitamente indicato con S0
n o S0
e. Esistono
tuttavia molteplici fattori che inﬂuenzano il comportamento a fatica dei
materiali e, di conseguenza, l’andamento delle curve S-N [2, 5]. I pi` u
importanti sono:
• tipo di sollecitazione applicata;
• eﬀetto di scala;
• grado di ﬁnitura superﬁciale;
• presenza di tensioni residue;
• temperatura;
• corrosione;
• dimensione e direzione del grano;
• aﬃdabilit` a.
Tipo di sollecitazione
Se si considera un provino orizzontalmente disposto e incastrato ad una
estremit` a e si muove l’altra alternativamente verso l’alto e verso il basso
si esegue una prova di fatica a ﬂessione alternata. Tale prova diﬀerisce
da quella a ﬂessione rotante per le porzioni del provino che subiscono il
carico critico. Nelle prove a ﬂessione alternata, infatti, solo due punti
della superﬁcie (corrispondenti alla ﬁbra superiore e inferiore) subiscono1.2 La fatica 15
il massimo valore della tensione; nel caso invece della ﬂessione rotante
tutti i punti sono sottoposti ciclicamente alla stessa condizione di carico
massimo.
Si pu` o concludere che nel caso di ﬂessione alternata si ha una minore
probabilit` a che il punto pi` u debole della superﬁcie (da cui ha origine la
cricca) coincida con quello maggiormente sollecitato. Tale diﬀerenza ` e
per` o piccola e solitamente si trascura.
Dal momento che la prova di fatica alternata risulta molto pi` u econo-
mica, ` e solitamente preferita a quella di ﬂessione rotante.
Con un ragionamento del tutto analogo ` e possibile dimostrare che nel
caso di sollecitazione assiale alternata il limite di fatica risulta inferio-
re rispetto a quello a ﬂessione rotante; sperimentalmente i due valori
diﬀeriscono del 10%.
Per quanto riguarda invece la torsione alternata, considerando il crite-
rio dell’energia, ` e facile veriﬁcare che la resistenza a fatica ` e circa 0.577
volte la resistenza a ﬂessione rotante.
Il gradiente di tensione inﬂuenza anche il valore della resistenza a fatica
a 103 cicli: nel caso della ﬂessione alternata vale circa 0.9 · Su, per la
sollecitazione assiale 0.75 · Su mentre per la torsione alternata 0.72 · Su.
Nel caso si abbia a disposizione solo la curva S-N a ﬂessione alternata,
noto S0
n, ` e possibile determinare le curve per altre condizioni di carico
moltiplicando il limite di fatica per un opportuno coeﬃciente CL e de-
terminando il valore limite a 103 cicli con le relazioni precedentemente
esposte.
Eﬀetto di scala
Il limite di fatica ` e notevolmente inﬂuenzato dall’eﬀetto di scala, cio` e dalle
dimensioni del provino o del pezzo che ` e sottoposto al carico ciclico.
Se si considera un provino di piccole dimensioni la rapida riduzione del
livello di tensione via via che ci si allontana dalla superﬁcie fa s` ı che una
minore quantit` a di materiale risulti sottoposta alle condizioni critiche.
Nel caso si eseguano prove di fatica su provini di piccole dimensioni e si1.2 La fatica 16
voglia determinare la curva S-N del componente da cui sono stati ricavati
tali provini ` e suﬃciente moltiplicare il limite di fatica per un opportuno
coeﬃciente CG che varia in funzione del diametro d [5].
Grado di ﬁnitura superﬁciale
Le ﬁniture superﬁciali di tipo commerciale solitamente presentano punti
localizzati di maggiore vulnerabilit` a a fatica, come ad esempio graﬃ su-
perﬁciali, inclusioni, cavit` a ed altre irregolarit` a geometriche duvute alle
lavorazioni meccaniche.
L’ammontare del danneggiamento superﬁciale causato dai procedimen-
ti tecnologici industriali dipende oltre che dal tipo di procedimento anche
dalla sensibilit` a del materiale al danneggiamento.
Si ` e soliti adottare un coeﬃciente CS che solitamente ` e riportato in
funzione del trattamento superﬁciale e della durezza (v. Fig. 1.11) [2].
Figura 1.11: Andamento del coeﬃciente di ﬁnitura superﬁciale CS in funzione della
durezza del materiale e della tensione a rottura Su per l’acciaio.
Tale coeﬃciente ` e solitamente impiegato esclusivamente nella determi-
nazione del limite di fatica: la resistenza a fatica per 103 cicli ` e prossima1.2 La fatica 17
a quella per carichi statici e nei materiali duttili non ` e inﬂuenzata in
maniera signiﬁcativa dalla ﬁnitura della superﬁcie.
Il fattore di ﬁnitura superﬁciale relativo alla comune ghisa grigia ` e circa
1: i provini con grado di ﬁnitura speculare hanno discontinuit` a superﬁciali
dovute alla presenza di inclusioni di graﬁte immerse nella matrice di ghisa;
l’aggiunta di graﬃ o inclusioni superﬁciali piuttosto rilevanti non peggiora
quindi il comportamento a fatica in maniera apprezzabile.
Presenza di tensioni residue
Le tensioni residue sulla superﬁcie di un componente giocano un ruolo
fondamentale nelle propriet` a a fatica del materiale.
Lo stato di sollecitazione complessivo a cui ` e sottoposto il componente
` e il risultato della sovrapposizione di tali tensioni e di quelle dovute al
carico esterno. Pertanto se le tensioni residue sono di compressione si ha
l’aumento della vita a fatica; se invece sono di trazione la resistenza a
fatica diminuisce.
Per generare uno stato di tensione residue di compressione sulla su-
perﬁcie del materiale si possono utilizzare metodi meccanici o metodi
termochimici; tra i primi si ricordano la rullatura a freddo (cold rolling) e
la pallinatura (shot peening), mentre tra i secondi la carbocementazione
e la nitrurazione.
I metodi meccanici agiscono creando una leggera deformazione plastica
nei primi strati del materiale.
Sulla superﬁcie e subito al di sotto di essa, per uno spessore solitamente
inferiore al millimetro, si crea uno stato di tensione di compressione di
entit` a generalmente pari a met` a del valore dello snervamento; il resto del
materiale, invece, ` e sottoposto a trazione ma di entit` a molto ridotta2.
La pallinatura ` e il procedimento pi` u comunemente utilizzato per molle,
ruote dentate, tiranti e alberi e consiste nel bombardare la superﬁcie con
2Il materiale deve essere globalmente autoequilibrato: pertanto siccole la porzione di materiale che
rimane elastica ` e molto pi` u ampia di quella che plasticizza allora il valore massimo della trazione ` e
molto minore rispetto a quello della compressione.1.2 La fatica 18
sfrerette in ghisa o acciaio aventi elevata velocit` a; la rullatura a freddo,
invece, viene eﬀettuata premendo dei rulli sagomati contro la superﬁcie
del pezzo da trattare per aumentarne la resistenza, come ad esempio per
un raccordo o la gola di un albero.
A titolo di esempio nella Fig. 1.12a [6] ` e mostrato l’eﬀetto di una
rullatura a freddo sul comportamento a fatica di provini lisci e intagliati
(notched) in acciaio a struttura ferritica nodulare: grazie a tale tratta-
mento il limite a fatica di un provino intagliato e rullato ` e molto superiore
a quello di un provino liscio non trattato. Analogo comportamento pu` o
essere ritrovato nella Fig. 1.12b per un acciaio al nichel sottoposto a
pallinatura [5].
(a) (b)
Figura 1.12: Eﬀetto dei trattamenti superﬁciali su un acciaio nel caso (a) di rullatura a
freddo e (b) di pallinatura.
I trattamenti termochimici [7], invece, consistono nel diﬀondere nello
strato superﬁciale del materiale opportuni elementi chimici (il carbonio
nella carbocementazione e l’azoto nella nitrurazione) in grado di generare
una compressione nel reticolo atomico del materiale. Nel caso della carbo-
cementazione lo spessore dello strato interessato dalla diﬀusione dipende1.2 La fatica 19
in primo luogo dal tempo del trattamento e solitamente varia da 0.1 mm
a 1 mm; non si procede ulteriormente in quanto si vuole che il cuore mel
componente cementato rimanga povero di carbonio e quindi tenace.
Nel caso della nitrurazione, invece, lo strato che viene indurito ha una
profondit` a molto limitata (attorno a 0.1 mm); non ` e possibile accrescerlo
n` e con l’aumento di temperatura a cui si eﬀettua il trattamento, n` e con un
prolungamento dello stesso, in quanto si genererebbero solamente nitruri
di ferro Fe2N o di alluminio Al2N, solitamente indicati col nome di coltre
bianca, che sono estremamente fragili. Nella Tab. 1.1 si pu` o osservare
come il limite di fatica aumenti per eﬀetto della nitrurazione intagliati in
provini in acciaio [5].




Intaglio a semicerchio 600 172
Intaglio a V 550 165
Tabella 1.1: Eﬀetto della nitrurazione sul limite di fatica
Temperatura
La temperatura ha un eﬀetto signiﬁcativo sulla resistenza a fatica dei
materiali: generalmente aumenta al di sotto della temperatura ambiente
mentre diminuisce al di sopra. Nella Fig. 1.13 sono riportate le curve S-N
[3] per la lega di alluminio 2024-T4 per valori di temperatura compresi
tra −140◦C (−220◦F) e 260◦C (500◦F).
In materiali come l’ acciaio e alcune leghe non ferrose il superamento
della temperatura ambiente comporta l’assenza del limite di fatica.
La temperatura elevata produce un eﬀetto sinergico di danneggiamento
con lo scorrimento viscoso (creep). Per tale motivo ` e pi` u corretto parlare
di resistenza a termine, mentre l’eﬀetto della bassa temperatura tende ad
aumentare la fragilit` a e la sensibilit` a all’intaglio del materiale.1.2 La fatica 20
Figura 1.13: Eﬀetto della temperatura nella lega di alluminio 2024-T4 sulle curve S-N.
Corrosione
L’azione combinata della corrosione e di carichi aﬀaticanti produce ge-
neralmente la rottura in tempi minori rispetto a quelli ipotizzabili con-
siderando i singoli eﬀetti agenti separatamente. Tale fenomeno prende il
nome di tenso-corrosione [2].
Per spiegare tale fenomeno si devono considerare i crateri (pits) di cor-
rosione, che agiscono come punti di concentrazione di tensione. Gli strati
formatisi in seguito alla corrosione sono solitamente fragili e caratterizzati
da bassa resistenza a fatica: infatti essi vengono distrutti se sottoposti a
deformazione ciclica imposta.
Con tale meccanismo le parti sottostanti del metallo non essendo pi` u
protette sono esposte a corrosione; si forma un altro strato fragile e il
processo si ripete ulteriormente. Il cratere di corrosione iniziale diviene
una vera e propria frattura per fatica che si propaga rapidamente.
La resistenza a fatica di componenti sottoposti a fenomeni corrosivi
dipende dal tempo trascorso, dalla tensione ciclica e dal tipo di agente
corrosivo. Come ` e stato evidenziato da dati sperimentali le resistenze a
tenso-corrosione non sono correlate con le resistenze a trazione; inoltre in
presenza di stati di tensione superﬁciali, come nel caso della pallinatura,
si hanno eﬀetti beneﬁci.
Per tenere conto del fenomeno di corrosione nel calcolo del limite di
fatica si ` e soliti adottare un coeﬃciente CAMB, che si pu` o ricavare speri-1.2 La fatica 21
mentalmente o da tabelle: in Fig. 1.14 sono riportate le curve S-N per
un acciaio testato in aria (a) e poi in presenza di acqua per 1 giorno (b),
2 giorni (b),6 giorni (c), e 10 giorni (e).
Figura 1.14: Eﬀetto della corrosione sulle curve S-N.
Dimensione e direzione del grano
Solitamente i materiali che hanno grani ﬁni mostrano propriet` a a fatica
superiori rispetto a quelli che hanno grani grossi (v. Fig. 1.15a). Tale
fenomeno ` e per` o fortemente inﬂuenzato dal tipo di materiale che si con-
sidera: infatti nell’acciaio ferritico la dimensione del grano ha inﬂuenza
minore rispetto all’acciaio austenitico o alle leghe di alluminio dove la
diminuzione di resistenza a fatica ` e pi` u marcata all’ingrossarsi del grano
[3].
(a) (b)
Figura 1.15: Inﬂuenza delle dimensioni e della direzione dei grani sulla resistenza a
fatica.1.2 La fatica 22
La bont` a di avere un grano ﬁne ` e progressivamente meno importante
all’aumentare della temperatura, ﬁno a divenire trascurabile. Nel caso
di componenti estrusi o laminati il grano ` e allungato nella direzione di
estrusione o laminazione: applicando carichi in tale direzione la resisten-
za a fatica ` e superiore rispetto alla direzione trasversale dei grani (v.
Fig. 1.15b ottunuta per la lega di alluminio 141A su provini sottoposti a
ﬂessione alternata [3]).
Se si analizza l’andamento del limite di fatica in funzione della durezza
negli acciai ` e possibile identiﬁcare tre fasi [8] (v. Fig. 1.16).
Figura 1.16: Deﬁnizione dei regimi di difetti.
La prima di esse ` e l’Intrinsic Flaw Regime: il limite di fatica cresce
linearmente con la durezza ed ` e inﬂuenzato dalla microstruttura del ma-
teriale; la cricca nuclea all’interno dei bordi di grano e per gli acciai a
bassa resistenza a fatica la lunghezza ` e dell’ordine delle dimensioni dei
grani. Se quindi si procede a aﬃnare i grani la dimensione massima della
cricca diminuisce e il limite di fatica aumenta.
Tale dipendenza si veriﬁca ﬁno ad un certo valore limite, oltre cui
le inclusioni diventano pi` u signiﬁcative delle dimensioni dei grani e le
cricche si originano da esse. Aumentando la durezza dapprima il limite1.2 La fatica 23
di fatica si mantiene pressoch´ e costante (fase dell’Inherent Flaw Regime)
mentre oltre un certo valore tende a decrescere (Process Flaw Regime).
La dimensione della cricca in tali fasi pu` o essere inﬂuenzata sia dalle
dimensioni delle impurezze che dai processi tecnologici (in particolare
dalla rugosit` a superﬁciale).
Aﬃdabilit` a
Le curve S-N sono solitamente riportate per livelli di aﬃdabilit` a del 50%;
per ottenere curve S-N pi` u cautelative, ovvero determinare curve con
probabilit` a di rottura minori, si ` e soliti moltiplicare il valore del limite di
fatica S0
n per il coeﬃciente correttivo CR, i cui valori sono riportati nella
Tab. 1.2 [2].
Aﬃdabilit` a 50 90 99 99.9 99.99 99.999
CR 1.000 0.897 0.814 0.753 0.702 0.659
Tabella 1.2: Coeﬃciente correttivo per l’aﬃdabilit` a CR
Determinazione del limite di fatica
Per determinare il limite di fatica ` e suﬃciente moltiplicare il valore de-
terminato dalla prova di fatica alternata per tutti i coeﬃcienti corretti-
vi considerati precedentemente (riportati per comodit` a nella Tab. 1.3)
secondo la seguente espressione:
Sn = S0
n · CL · CS · CG · CAMB · CR (1.2)
1.2.4 Eﬀetto della tensione media
Solitamente i componenti delle macchine non sono soggetti a tensioni
completamente alternate (full reversed), ma ad esse si sommano solleci-
tazioni statiche: si parla pertanto di tensioni ﬂuttuanti di ampiezza ∆σ
[5], deﬁnite solitamente dalle componenti media σm e alternata σa.1.2 La fatica 24
Coeﬃciente Flessione Trazione Torsione
CL 1 1 0.577
CG
d ≤ 8 mm 1.0 da 0.7 a 0.9 1.0
8 mm ≤ d ≤ 250 mm 1.189 · d−0.097
CS V. Fig. 1.11
CR V. Tab. 1.2
Resistenza a fatica per 103 cicli 0.9 · Su 0.75 · Su 0.7 · Su
Tabella 1.3: Coeﬃcienti correttivi per il calcolo della resistenza a fatica
Talvolta al posto di queste ultime si preferisce deﬁnire la tensione mas-
sima σmax e minima σmin, che per` o sono legate ai valori medio e alternato









∆σ = σmax − σmin (1.5)
Si pu` o quindi concludere che dalla conoscenza di due componenti dello
stato di tensione ` e possibile valutare immediatamente le altre.
Si ` e soliti deﬁnire inoltre tramite le equazioni 1.6 e 1.7 altre due









Nel caso le sollecitazioni siano a tensione media nulla (ovvero in pre-
senza di sollecitazione puramente alternata) si ha che R = −1 e A = ∞;
nel caso invece siano ripetute dallo zero (cio` e σmin = 0) si hanno R = 0 e
A = 1.
La presenza di una tensione media ha un’inﬂuenza signiﬁcativa sulla
risposta del materiale a sollecitazioni aﬀaticanti, perch` e riduce l’ampiezza
dellta tensione alternata che pu` o essere applicata al materiale.1.2 La fatica 25
In tal caso le rotture per fatica sono governate dalla tensione massima
[9]. A titolo di esempio si rappresenta in Fig. 1.17 l’andamento delle
curve S-N per sollecitazione assiale in provini in acciaio A517 per alcuni
valori di R e riportando in ordinata il valore massimo della sollecitazione
applicata.
Figura 1.17: Curve S-N in funzione di R.
Generalmente i risultati delle prove di fatica a tensione media non
nulla sono rappresentate sul diagramma di Haigh: si riportanto in ascissa
le componenti medie dello stato di tensione e in ordinata quelle alternate.
Oltre ai dati sperimentali su tale diagramma si ` e soliti rappresentare
curve a vita costante. Esistono varie relazioni matematiche; le pi` u impor-


































dove Sy ` e la tensione di snervamento, Su la tensione di rottura a trazione e
˜ σf la tensione di frattura vera. Per i valori negativi della tensione media
si ` e soliti assumere, in maniera cautelativa, che le curve presentino un
valore costante a pari a quello per tensione media nulla.
Figura 1.18: Rappresentazione sul piano di Haigh delle curve a vita costante secondo i
modelli presentati.
Dal confronto delle varie espressioni delle curve a vita costante (v. Fig.
1.18) si pu` o osservare che Sodemberg ` e un metodo trpppo conservativo,
dal momento che dai dati sperimentali ` e stato rilevato che le rotture vanno
a cadere tra la curva di Goodman e quella di Gerber [10].
Per gli acciai fragili la tensione di rottura a trazione ` e circa uguale alla
tensione di frattura vera, per cui le curve di Goodman e di Morrow sono
quasi sovrapponibili; per gli acciai duttili, invece, la curva di Morrow ` e
meno sensibile alla tensione media.
Dai dati sperimentali ` e stato inoltre evidenziato che tutte le curve
predicono male il comportamento del materiale per valori di R prossimi
a 1 (cio` e per valori prossimi all’asse delle ascisse) per i quali prevale il
criterio dello snervamento. Per tale motivo aﬃanco alle curve di vita
costante si ` e soliti rappresentare la retta dello snervamento.
A titolo di esempio si riportano nella ﬁgura 1.19 la retta dello snerva-
mento e le curve di Goodman. Tali curve convergono tutte sull’asse delle1.2 La fatica 27
Figura 1.19: Diagramma di Haigh a fatica costante per materiali duttili.
ascisse al valore di Su mentre intersecano l’asse delle ordinate al valore
della tensione alternata che si ricava per quel determinato numero di cicli
dalle curve S-N.
Negli acciai solitamente la porzione del graﬁco compresa tra la curva
per 106 cicli, lo snervamento e gli assi rappresenta la zona di sicurezza:
` e quindi possibile deﬁnire per ciascuna delle equazioni precedentemen-
te presentate un coeﬃciente di sicurezza sostituendo il secondo termine
dell’uguaglianza con 1/CS e risolvendo in funzione di quest’ultimo.
Dalle equazioni a vita costante per un generico stato di tensione ` e
possibile inoltre determinare il valore della sollecitazione alternata equi-
valente in termini di vita a fatica: a titolo di esempio si ricava la tensione
alternata equivalente σeq







Avendo a disposizione la curva S-N di provini sottoposti a fatica alter-
nata e senza dover ricavare per ogni valore di R la curva corrispondente
l’eq 1.12 consente di risolvere qualsiasi problema a tensione media non
nulla.
Un’ulteriore relazione che ` e frequentemente utilizzata ` e l’equazione di




σmax · σa (σmax > 0) (1.13)1.2 La fatica 28
dove σeq
ar ` e la tensione equivalente per il numero di cicli a rottura a cui
corrispondono i valori di σmax e σa. Tale equazione ha il vantaggio di
non contenere la tensione media e fornisce ragionevoli risultati per molti
materiali metallici e leghe di alluminio. La 1.13 pu` o essere scritta nella
forma 1.14 in funzione della tensione massima e dello stress ratio.
σeq





(σmax > 0) (1.14)
1.2.5 Stati di tensione multiassiali
Lo studio della fatica in presenza di stati di tensione multiassiali tro-
va il suo maggior sviluppo nella seconda met` a del secolo scorso, in se-
guito all’estensione della teoria dello snervamento agli stati di tensione
combinati.
Il primo modello che ` e stato sviluppato ` e quello di Von Mises o cri-
terio della massima energia di distorsione [2]. Secondo tale criterio ogni
materiale sollecitato elasticamente subisce un cambiamento di forma e/o
di volume e l’energia impiegata a tal scopo ` e elastica.
` E stato sperimentalmente dimostrato che un materiale strutturale ` e
in grado di sostenere enormi pressioni idrostatiche senza subire danno;
il criterio di Von Mises considera che lo snervamento in un materiale sia
prodotto solamente dalla componente deviatorica (o di distorsione) dello
stato di tensione che viene applicato al materiale.
Si determina una tensione equivalente deﬁnita come il valore della
tensione uniassiale di trazione equivalente σeq che produrrebbe lo stesso
livello di energia di distorsione dello stato di tensione applicato.







2 + (σ2 − σ3)
2 + (σ3 − σ1)
2 (1.15)
in cui σ1, σ2 e σ3 sono le tensioni nelle direzioni principali (in base alla
teoria di Mohr) [5]; nel caso in cui non siano note tali direzioni la 1.151.2 La fatica 29
pu` o essere riscritta considerando anche le componenti tangenziali delle















Per il calcolo della deformazione equivalente non esiste un’unica espres-
sione in quanto bisogna distinguere se si considerano condizioni elasti-
che, plastiche, o elastoplastiche. Per comodit` a si ` e soliti deﬁnire la















in cui x, y e z sono le componenti nelle direzioni x, y e z, mentre xy,
xz e yz le componenti tangenziali delle deformazioni. Confrontando la
curva σeq −eq con la prova di trazione uniassiale ` e stato per` o notato che
le due curve non sono sovrapponibili; per ovviare a tale inconveniente ` e
















Le curve σeq−eq e quella della prova di trazione uniassiale per` o coinci-
donoi esclusivamente in campo plastico; in campo elastico invece vi ` e una
lieve diﬀerenza, in quanto il coeﬃciente angolare nella curva equivalente
` e pari a 3 · G (dove G ` e il modulo di elasticit` a tangenziale) anzicch` e E.
Il modello di Sines per lo studio della fatica nel caso di tensioni mul-
tiassiali ha un approccio simile a quello di Von Mises, ma si diﬀerenzia da
questo perch´ e considera anche la componente idrostatica delle tensioni.






2 + (P2 − P3)
2 + (P1 − P3)
2 +
+ α · (Sx + Sy + Sz) ≤ A (1.19)
in cui P1, P2 e P3 sono le ampiezze delle tensioni principali alternate, Sx,
Sy e Sz le tensioni medie idrostatiche, A una costante del materiale che
dipende dal limite di fatica per prove full reversed e α una costante del
materiale che agisce da coeﬃciente di sicurezza. Il primo termine della1.2 La fatica 30
disuguaglianza non ` e altro che la tensione di taglio ottaedrica. I parametri
A e α spesso non sono noti e per tale motivo si ` e soliti utilizzare il criterio
di Von Mises.
1.2.6 Eﬀetto d’intaglio
Un materiale ideale ` e soggetto al suo interno ad una distribuzione delle
tensioni in accordo con la teoria dell’elasticit` a; nella realt` a per` o il mate-
riale ` e aﬀetto da numerose irregolarit` a interne ed esterne che sono causa di
concentrazione di tensioni [5] e quindi della riduzione della sollecitazione
massima applicabile.
Nel caso di una sollecitazione statica il rapporto Kt tra la tensio-
ne all’apice delle microdicontinuit` a σmax e il valore nominale σnom vie-
ne deﬁnito coeﬃciente di concentrazione delle tensioni teorico e dipende





Nell’approccio stress-life per considerare l’eﬀetto d’intaglio si deﬁnisce
il coeﬃciente di concentrazione delle tensioni a fatica Kf come rapporto
tra il limite a fatica ottenuto con provini lisci S(un)
n (dove un sta per un-
notched) e quello ottenuto da provini intagliati dello stesso materiale S(n)
n














Numerose attivit` a sperimentali hanno evidenziato che il valore del Kf
` e generalmente minore del Kt [5]: questo comportamento ` e dovuto alle
irregolarit` a interne nella struttura del materiale, per cui l’aggiunta di un
intaglio esterno non provoca un danno cos` ı elevato come si avrebbe avuto1.2 La fatica 31
nel caso di un materiale perfetto. Un tipico esempio di ci` o ` e rappresentato
dalla ghisa grigia, in cui le imperfezioni interne date dai grani di graﬁte
fanno s` ı che l’aggiunta di un intaglio esterno (come possono essere una
gola, un foro o una ﬁlettatura) provochi una concentrazione di tensioni
pressoch` e trascurabile.
Dall’esempio precedente si evince quindi che il Kf dipende dalla geo-
metria, dalla modalit` a di carico ma anche dal tipo di materiale; per tenere
conto di tale eﬀetto si deﬁnisce il fattore di sensibilit` a all’intaglio q, che





Invertendo la 1.23 ` e quindi possibile determinare la relazione tra Kf e Kt.
Kf = 1 + (Kt − 1) · q (1.24)
Le relazioni analitiche pi` u importanti per la determinazione di q [5]
sono quelle proposte da Peterson (1974) e da Neuber (1950); entrambi i
metodi sono stati ricavati per via sperimentale e mettono in relazione il
fattore q con il materiale, la geometria e le dimensioni dell’intaglio.
La relazione empirica 1.25 proposta da Peterson esprime il fattore di
sensibilit` a all’intaglio in funzione di una costante del materiale a e del
raggio di intaglio r; anzicch` e risolvere tale equazione talvolta si preferisce







La costante a a sua volta pu` o essere espressa in funzione della resistenza
a rottura Su del materiale e si ottiene da prove di fatica a lunga durata









· 10−3 (1.26)1.2 La fatica 32
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Figura 1.20: Curve di sensibilit` a all’intaglio in base al metodo di Peterson.
Dall’andamento delle curve di sensibilit` a all’intaglio della ﬁgura 1.20 si
pu` o evincere che per raggi di intaglio molto piccoli, prossimi alle dimen-
sioni delle imperfezioni interne, la sensibilit` a q ` e nulla, mentre al crescere
di r il valore di Kf diventa molto simile a quello del Kt.
La relazione empirica proposta da Neuber 1.27 esprime il fattore di
sensibilit` a all’intaglio in funzione del raggio di intaglio r e di una costante
del materiale ρ che a sua volta dipende dalla dimensione dei grani del
materiale e dalla Su secondo la 1.28; talvolta al posto di quest’ultima
espressione si preferisce ricavare il valore di ρ da diagrammi come quello











[mm] (Su ≤ 1520MPa) (1.28)
La ﬁgura 1.22 mostra che l’eﬀetto dell’intaglio per una durata di 103
cicli ` e considerevolmente minore di quello corrispondente ad una durata di
106 cicli; tuttavia tale andamento ` e valido solo per materiali relativamente
dolci (come nel caso di alcuni acciai e leghe di alluminio) mentre per le1.2 La fatica 33
Figura 1.21: Andamento della costante ρ del metodo di Neuber.
leghe dure e resistenti l’eﬀetto d’intaglio ` e pressoch´ e costante al variare
del numero di cicli.
Figura 1.22: Confrontro delle curve S-N ottenute da provini lisci e intagliati.
Per il campo delle vite intermedie (compreso tra 103 e 106 cicli) ` e pos-
sibile deﬁnire [9] un coeﬃciente di concentrazione delle tensioni a fatica
K0
f secondo la 1.21. In questo caso per` o il rapporto non ` e una costante,
ma varia in funzione del numero di cicli; in particolare K0
f assume valori









= f (Nf) (1.29)
` E importante sottolineare che esiste una diﬀerenza sostanziale nel com-
portamento a fatica tra materiali duttili e fragili, che ` e stata confermata1.2 La fatica 34
Figura 1.23: Andamento del K0
f in funzione del numero di cicli.
anche da indagini sperimentali: nei materiali duttili il fattore Kf deve
essere applicato solo alla componente alternata, mentre per materiali fra-
gili bisogna moltiplicare per tale coeﬃciente sia la componente alternata
che quella media.
1.2.7 L’approccio strain-life
L’approccio strain-life ` e dovuto al fatto che in molti componenti la ri-
sposta del materiale in punti critici, come in prossimit` a di un intaglio, ` e
fortemente dipendente dalla deformazione. Quando i livelli di carico sono
bassi le tensioni e le deformazioni sono correlate linermante dalla legge
di Hooke; pertanto se si eﬀettuano prove a fatica in controllo di carico
o di deformazione, queste producono gli stessi risultati. Nel caso invece
non sia trascurabile il livello di plasticizzazione si ottengono risultati pi` u
aﬃdabili eﬀettuando prove in controllo di deformazione, dal momento che
l’approccio stress-life non considera le deformazioni plastiche. Alle lun-
ghe durate, per` o, i due approcci forniscono nuovamente gli stessi risultati,
dal momento che gli eﬀetti delle deformazioni plastiche sono sempre pi` u
trascurabili (v. Fig. 1.24).
Nei componenti meccanici di sovente a causa di locali concentrazioni
di tensione viene raggiunto lo snervamento e si producono locali plasti-
cizzazioni. Attorno ad esse per` o il materiale rimane in campo elastico e
quindi si pu` o considerare che la deformazione alla radice dell’intaglio sia
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Figura 1.24: Andamento in scala bilogaritmica dello strain-life.
L’approccio strain-life non considera la fase di propagazione della cric-
ca, ma solo la nucleazione: se quindi viene utilizzato in fase di progetto
per il calcolo della vita a fatica risulta a volte anche molto cautelativo.
1.2.8 Comportamento ciclico dei materiali reali
La risposta di un materiale sottoposto a caricamento ciclico alternato che
superi lo snervamento prevede la formazione di un ciclo di isteresi [5, 9]:
l’area delimitata da tale ciclo rappresenta l’energia per unit` a di volume
dissipata in ogni ciclo.
In molti materiali inoltre si osserva il cosiddetto eﬀetto Bauschinger,
descritto graﬁcamente nella ﬁgura 1.25: se si scarica un materiale parten-
do da un livello di tensione σmax oltre σys, in compressione lo snervamento
avviene prima di raggiungere la tensione −σmax (come prevede il modello
isotropo) ma anche prima di −σys (valore corrispondente allo snervamento
in un caricamento monotono in compressione).
Solitamente lo snervamento nella fase di compressione viene raggiunto
per un valore di tensione pari a σmax −2·σys (v. Fig. 1.25) e, per descri-
vere tale comportamento, si ` e soliti utilizzare il modello di incrudimento
cinematico.
Se si costruisce il diagramma tensione-deformazione di un materiale1.2 La fatica 36
Figura 1.25: Rappresentazione dell’eﬀetto Bauschinger: modelli di isotropo e cinematico.
reale sottoposto a caricamento ciclico spesso sono presenti anche altri
eﬀetti, oltre a quello precedentemente descritto [9]: se si esegue la prova
ciclica in controllo di deformazione pu` o capitare che la tensione massima
(e simmetricamente la minima) aumenti o diminuisca ad ogni ciclo (v.
Fig. 1.26). Nel primo caso si parla di strain hardening o incrudimento
ciclico, mentre nel secondo di strain softening o addolcimento ciclico.
Le ragioni di tali fenomeni risiedono nella natura e nella stabilit` a del-
le dislocazioni presenti nel materiale: in un materiale dolce, infatti, la
densit` a di dislocazioni ` e inizialmente bassa, ma aumenta rapidamente in
presenza di deformazioni plastiche cicliche, determinando l’incrudimento
ciclico. Nel caso invece di materiali duri si assiste ad un riarrangiamen-
to delle dislocazioni, oﬀrendo minor ostacolo alla deformazione e quindi
determinando l’addolcimento ciclico.
Generalmente lo strain hardening e lo strain softening avvengono sol-
tanto nelle fasi iniziali della vita a fatica; successivamente il materiale
diventa ciclicamente stabile.
Manson (1964) propose una relazione per predire il comportamento
ciclico del materiale in funzione della tensione allo snervamento σys e
di quella di frattura ˜ σf: se infatti ˜ σf > 1.4 · σys il materiale incrudisce1.2 La fatica 37
Figura 1.26: Incrudimento e addolcimento ciclico.
ciclicamente; viceversa se ˜ σf < 1.2 · σys addolcisce ciclicamente.
Le propriet` a di un materiale ﬁnora analizzate vengono tutte ricavate
da prove full reversed, controllando e mantendo costante l’ampiezza della
deformazione. I componenti meccanici, per` o, sono spesso sollecitati con
deformazioni e tensioni medie non nulle. Nel primo caso l’eﬀetto sulla
vita a fatica ` e pressoch` e trascurabile; nel secondo, invece, si pu` o assistere
ad una variazione anche signiﬁcativa sulla vita a fatica.
Nel paragrafo 1.2.3 sono stati esaminati gli eﬀetti della tensione media,
e, in particolare, i beneﬁci che si ottengono generando un locale stato di
tensione di compressione sulla superﬁcie dei componenti.
Ciclando in controllo di deformazione in presenza di tensione media1.2 La fatica 38
per alti valori dell’ampiezza della deformazione si veriﬁca il fenomeno del
rilassamento (cyclic-dependent relaxation): il valore della tensione media
decresce stabilizzandosi ad un valore costante o, nel caso limite, a zero.
Nel caso invece si eseguano prove in controllo di carico si assiste ad
un fenomeno analogo ma che riguarda la deformazione media: questa,
infatti, aumenta ﬁno ad un valore costante o indeﬁnitivamente ﬁno a







Figura 1.27: Eﬀetti della tensione media non nulla: (a) relaxation e (b) ratcheting.
Il ratchting e il rilassamento (v. Fig. 1.27) non sono altro che lo stesso
fenomeno, visto per` o sotto due punti di vista diﬀerenti.
Tali fenomeni diﬀeriscono dal softening e dall’hardening in quanto l’a-
rea del ciclo di isteresi rimane invariata nonostante la traslazione verso il
basso (nel caso del rilassamento) o verso destra (nel caso del ratcheting);
inoltre tali fenomeni avvengono per un una durata superiore rispetto a
quella dell’addolcimento o dell’incrudimento ciclico, quando il ciclo di
isteresi ` e ormai stabilizzato.
Un dettagliato studio del rilassamento per l’acciaio SAE 1045 ` e pro-
posto da [11]: la tensione media per un determinato numero di cicli σm N
dipende dalla tensione media iniziale del primo ciclo σ0
m, dalla durezza
Brinell del materiale HB e dall’ampiezza della deformazione a secondo
le seguenti espressioni:
σm N = σ0
m · Nr (1.30)1.2 La fatica 39
dove








per a > soglia
a (1.31)
r = 0 per a < soglia
a (1.32)
soglia
a = exp−8.41 + 0.00536 · HB (1.33)
I coeﬃcienti delle equazioni 1.30, 1.31 e 1.33 sono speciciﬁ per l’acciaio
SAE 1045 anche se possono essere applicati per alcuni acciai temprati.
Per gli altri materiali ingegneristici possono essere ricavate delle equa-
zioni del tutto simili determinando tali coeﬃcienti sperimentalmente.Capitolo 2
Attivit` a sperimentali precedenti
Si riportano di seguito i risultati di alcune prove svolte presso il DIMNP
precedentemente questa attivit` a di tesi.
Alcuni di essi verranno rielaborati e confrontati con i risultati delle
analisi agli elementi ﬁniti, allo scopo di tracciare i diagrammi di correla-
zione.
2.1 Stima dell’eﬀetto della ﬁnitura superﬁciale
Per determinare una stima dell’eﬀetto della ﬁnitura superﬁciale sulla ﬁ-
lettatura sono stati realizzati provini ricavati direttamente dalla parte
conica ﬁlettata delle connessioni, le cui dimensioni sono riportate nella
ﬁgura 2.1.
Sono state svolte prove di fatica a ﬂessione alternata a 4 punti (4PB)
e carico assiale (AX)(v. Fig. 2.2) [12] e se ne riportano i risultati nella
tabella 2.1.
Fmax [N] Fmin [N] Nf [cicli] Tipo di carico
2010 900 3.14 · 104 4PB
1760 425 3.19 · 104 4PB
1760 650 4.10 · 104 4PB
18000 -18000 7.27 · 104 AX
2110 675 9.08 · 104 4PB
15000 -15000 9.20 · 104 AX
Tabella 2.1: Risultati delle prove di fatica sui provini della ﬁlettatura.2.2 Prove in piena scala 41
Figura 2.1: Dimensioni del provino per la stima dell’eﬀetto della ﬁnitura superﬁciale.
Figura 2.2: Modalit` a di esecuzione delle prove di fatica di ﬂessione a 4 punti e carico
assiale.
2.2 Prove in piena scala
Sono state svolte inoltre presso il DIMNP dell’Universit` a di Pisa prove in
piena scala su provini ricavati da Drill collars delle connessioni coniche
ﬁlettate NC26 e NC50 [12]. Tali prove sono state eseguite sulla macchina
a risonanza a masse rotanti eccentriche, il cui funzionamento ` e riportato
in Fig. 2.3.
Nelle prove in piena scala la fase di propagazione della cricca non pu` o
essere trascurata (come invece si ` e soliti fare per le prove in piccola scala),
dal momento che essa occupa una porzione considerevole della vita a fatica
della connessione ﬁlettata.














Figura 2.3: Macchina a risonanza a masse eccentriche utilizzata per le prove in piena
scala.
sione alternata con diﬀerenti valori di tensione massima σ0 (v. Fig. 2.4)




Figura 2.4: Condizioni di carico per la prova a ﬂessione alternata.
Tuttavia il numero di cicli a nucleazione non pu` o essere determinato
in maniera precisa, ma solo a seguito del cambiamento del comporta-
mento dinamico della connessione; il valore di Nnucl pertanto ` e relativo
alla nucleazione e ad una fase di propagazionenon determinabile accura-
tamente, tale da rendere la cricca evidente (di dimensioni pari ad alcuni
centimetri).
Sia nelle connessioni NC26 che nelle NC50 ` e stato rilevato che il punto
pi` u debole in termini di resistenza a fatica (in quanto da esso ha origine
la cricca), ` e il primo ﬁletto in presa del Pin; tuttavia nelle connessione
NC50 per le due prove a tensione alternata pi` u elevata si sono veriﬁcate
rotture sul Box (v. Figg. 2.5 e 2.6).
Dopo che si ` e nucleata nel Pin la cricca avanza dall’esterno del com-
ponente verso l’interno, procedendo da tensioni pi` u elevate verso tensioni2.2 Prove in piena scala 43
Figura 2.5: Localizzazione dei punti di innesco della cricca.
(a) (b) (c)
Figura 2.6: Superﬁci di rottura per le connessioni (a) NC26 sul Pin, (b) NC50 sul Pin
e (c) NC50 sul Box.
pi` u basse; viceversa nel Box procede dall’interno verso l’esterno passando
da tensioni bi` u basse a tensioni pi` u elevate
Nelle tabelle 2.2 e 2.3 sono riportati i numeri di cicli a rottura e di nu-
cleazione per le due connessioni ﬁlettate per tutti i livelli di sollecitazione.
σ0 [MPa] Nnucl [cicli] Nf [cicli] Modo di rottura
50 > 1.00 · 107 > 1.00E · 107 Pin
55 2.95 · 106 5.92 · 106 Pin
60 1.75 · 106 5.03 · 106 Pin
70 1.77 · 106 3.39 · 106 Pin
70 1.54 · 106 4.09 · 106 Pin
80 8.29 · 105 1.32 · 106 Pin
90 3.90 · 105 8.60 · 105 Pin
100 1.80 · 105 5.50 · 105 Pin
Tabella 2.2: Risultati delle prove in piena scala sulle connessioni NC26.2.2 Prove in piena scala 44
σ0 [MPa] Nnucl [cicli] Nf [cicli] Modo di rottura
55 > 1.00 · 107 > 1.00 · 107 Pin
58 > 1.00 · 107 > 1.00 · 107 Pin
60 3.98 · 106 6.13 · 106 Pin
70 1.44 · 106 2.16 · 106 Pin
70 2.37 · 106 3.85 · 106 Pin
70 2.13 · 106 3.43 · 106 Pin
80 1.01 · 106 1.52 · 106 Pin
80 1.04 · 106 1.70 · 106 Pin
90 7.47 · 105 1.15 · 106 Box
100 4.07 · 105 7.65 · 105 Box
Tabella 2.3: Risultati delle prove in piena scala sulle connessioni NC50.Capitolo 3
Analisi sperimentale
Per le prove di trazione e a fatica ` e stata utilizzata la macchina Schenck
oleodinamica presente presso l’oﬃcina del DIMNP: le speciﬁche di tale
macchina sono:
• diametro minimo di aﬀerraggio con le ganasce di 16 mm
• forza massima applicabile sul provino pari a ±150 kN
• frequenza massima di ciclaggio pari a 30 Hz.
L’ambiente in cui sono state eﬀettuate le prove ` e tipico di un labora-
torio meccanico: la temperatura, in prossimit` a del provino, oscilla tra i
18◦C e i 22◦C e l’umidit` a relativa ` e circa del 40 − 60%.
3.1 Il materiale testato
Le leghe al cromo-molibdeno sono tipicamente utilizzate nella realizza-
zione dei Drill Collars e dei Tool Joints per la loro elevata resistenza,
tenacit` a e durezza [13] che le rendono molto resistenti a corrosione; tali
caratteristiche vengono ottenute tramite boniﬁca, ovvero in seguito ad
una tempra in piena profondit` a e rinvenimento ad elevate temperature.
In particolare la lega fornita dall’ENI c 
 e analizzata nel corso di que-
sto studio ` e l’AISI 4145H1, di composizione nominale in percentuale in
1Denominazione in base alle speciﬁche ASTM A304.3.1 Il materiale testato 46
peso riportata in Tab. 3.1; il materiale viene estruso, quindi portato alla
temperatura di circa 500◦C e inﬁne temprato in acqua.
C Mn Cr Mo P S Si Fe
0.42-0.49 0.65-1.10 0.75-1.20 0.15-0.25 0.035 0.040 0.15-0.30 Restante
Tabella 3.1: Composizione nominale in percentuale in peso della lega AISI 4145H.
Dal momento che non ` e stato possibile ottenere ulteriori informazio-
ni dall’ENI c 
 che non risultassero di tipo strettamente conﬁdenziali, ` e
stata eseguita una prova micrograﬁca presso il Dipartimento di materiali
dell’Universit` a di Pisa.
Per la realizzazione di tale prova ` e stato prelevato in direzione longi-
tuidinale un campione della lunghezza di circa 10 mm da un provino che
aveva gi` a lavorato a fatica; il materiale ` e stato prelevato esternamente
all’aﬀerraggio delle ganasce, dove cio` e si pu` o ritenere non abbia subito gli
eﬀetti della prova a fatica.
Il campione dapprima ` e stato inglobato in una resina polimerizzata ad
alta pressione (v. Fig. 3.1); successivamente ha subito un processo di
lucidatura tramite fogli di carta vetra di diversa granatura; inﬁne ` e stato
attaccato chimicamente con una soluzione di acido ﬂuoridrico.
Figura 3.1: Provino metallograﬁco prima della lucidatura.
Il provino metallograﬁco ` e quindi stato analizzato dapprima al micro-
scopio ottico (v. Fig. 3.2) e successivamente ` e stata eseguita la prova di3.1 Il materiale testato 47
microdurezza. Quest’ultima ha fornito come risultato un valore di 330
HV,indice di rinvenimento a temperature abbastanza elevate o per tem-
pi piuttosto lunghi; dall’analisi micrograﬁca, per i motivi analizzati in





Figura 3.2: Due ingrandimenti al microscopio ottico del provino metallograﬁco.
Dalle due immagini riportante nelle ﬁgure 3.2a e 3.2b ` e possibile inoltre
osservare la presenza della struttura sorbitica e di precipitati incoerenti
(nelle ﬁgure hanno colore grigio) di dimensione massima pari a 8.1 µm.
Rinvenendo infatti alle pi` u alte temperature (tra 550◦C e 650◦C) la mar-
tensite formatasi nel processo di tempra riesce ad espellere il carbonio di
cui ` e sovrassatura e d` a origine a ferrite molto ﬁne e a carburi coerenti
(principalmente cementite) di forma sferica e di piccolissime dimensioni.
La ferrite che si forma dal rinvenimento della martensite ha la stessa
struttura di quest’ultima; questo accade purch` e non si mantenga trop-
po tempo in temperatura, in quanto altrimenti i grani tenderebbero a
crescere per ridurre l’energia superﬁciale.
La sorbite ` e una struttura ottima per il comportamento a fatica: es-
sendo priva di carburi ad aghi2 non si comporta da innesco per la frattura.
La presenza di precipitati coerenti molto ﬁni ` e inoltre beneﬁca: nono-
stante le ridotte dimensioni, si generano deformazioni di coerenza elasti-
che a largo raggio che interferiscono con il moto delle dislocazioni. Quan-
2Tale struttura si sarebbe veriﬁcata rinvenendo a temperatura inferiori a 450◦C producendo troostite.3.2 Tipi di provini testati 48
do le dislocazioni incontrano questo tipo di precipitati non vi si impilano
contro ma con l’aumento della tensione li possono attraversare.
Nel caso invece dei precipitati incoerenti le dislocazioni non li riescono
ad attraversare: nel caso di crescita di tensione monotona al crescere del
numero di dislocazioni impilate si veriﬁca una coalescenza di microvuoti
e la formazione della cricca.
` E stato visto sperimentalmente che nell’intervallo di temperature tra
450◦C e 550◦C si veriﬁca un fenomeno denominato malattia di Krupp o
fragilit` a da rinvenimento che porta il materiale a rompersi in maniera
fragile. Tale fenomeno ` e dovuto alle cosiddette atmosfere di Cottrell che
interessano lo zolfo e il fosforo atomici che, posizionandosi sui bordi di
grani, ledono il legame metallico.
Analizzando la composizione chimica della lega si pu` o notare che sono
presenti entrambi gli elementi precedentemente citati: il fosforo ` e pre-
sente in una concentrazione pari alla massima solubilit` a nella ferrite allo
scopo di raﬀorzare il materiale grazie alle marcate tensioni elastiche che
produce; lo zolfo invece ` e presente per migliorare la lavorabilit` a, dal mo-
mento che ha un eﬀetto lubriﬁcante e favorisce la rottura del truciolo.
Per evitare per` o che si vada incontro alla malattia di Krupp si inserisce
nalla lega il manganese: essendo pi` u aﬃne del ferro reagisce con lo zolfo
e forma solfuri. Tali solfuri sono molto deformabili e sottoposti a traﬁla-
tura assumono una forma molto allungata; vista quindi la composizione
chimica si ritiene dunque che i precipitati incoerenti rilevati dall’analisi
micrograﬁca siano i solfuri di manganese precedentemente analizzati.
In base alle considerazioni svolte nel paragrafo 1.2.3 si rende neces-
sario determinare se le dimensioni dei tali precipitati incoerenti possano
inﬂuenzare il comportamento a fatica.
3.2 Tipi di provini testati
Per eﬀettuare le prove sperimentali nelle prime fasi dell’attivit` a di tesi so-
no stati progettati e realizzati campioni del materiale AISI 4145H ricavati3.2 Tipi di provini testati 49
direttamente dallo spessore dei tubi NC50 forniti dall’ENI c 
 al DIMNP.
Dal momento che tali tubi in fase di realizzazione sono sottoposti a trat-
tamenti termici ` e lecito ritenere che a causa del congruo spessore la strut-
tura cristallina del materiale possa presentare caratteristiche diﬀerenti in
direzione radiale.
Dal momento che uno degli obiettivi di questo lavoro ` e interpretare
il comportamento a fatica delle connessioni coniche ﬁlettate sono stati
ricavati provini dalla porzione dello spessore pi` u vicina in senso radiale
alla superﬁcie ﬁlettata (v. Fig. 3.3) aﬃnch´ e la struttura cristallina sia il
pi` u possibile simile a quella della ﬁlettatura.
Figura 3.3: Modalit` a di estrazione dei provini dal Tool Joint.
Le caratteristiche geometriche dei provini sono deﬁnite secondo la nor-
mativa ASTM E466−76 [14]; ` e stato scelto di utilizzare provini con tratto
centrale cilindrico anzicch` e a clessidra per ragioni di economicit` a. Sempre
per tali motivi per la prova monoassiale ` e stato utilizzato uno dei provi-
ni realizzati secondo la norma precedente, facendo attenzione a porre gli
elastici dell’estensomentro nella parte cilindrica centrale del provino. Le
dimensioni del provino utilizzato per le prove sperimentali sono riportate
in ﬁgura 3.4
Il dimensionamento ha tenuto in considerazione i seguenti vincoli:
• il diametro della sezione di aﬀerraggio deve essere compatibile con
quello minimo di aﬀerraggio da parte delle ganasce;
• le forze necessarie per determinare lo stato di tensione richiesto nella3.2 Tipi di provini testati 50
Figura 3.4: Disegno del provino liscio utilizzato nelle prove sperimentali.
sezione critica deve essere inferiore alla forza massima esercitabile
dalla macchina utilizzata per eseguire le prove.
Dal momento che ` e previsto si possa veriﬁcare il fenomeno di rilas-
samento e la tensione possa raggiungere valori negativi si veriﬁca che il
provino sia stabile in compressione.
Per la veriﬁca ad instabilit` a si fa ricorso al metodo ω [15], valido nel
caso siano presenti anche deformazioni plastiche
Il provino ` e schematizzato come un’asta a sezione costante di diametro
6.5 mm e lunghezza 60 mm, mentre i vincoli dovuti alle ganasce come
incastri; per tale tipologia di vincoli la lunghezza libera di inﬂessione lEQV
` e pari a met` a della lunghezza del provino.
Inizialmente si calcolano il raggio di inerzia ρ e il grado di ﬂessibilit` a










Successivamente si veriﬁca che il grado di ﬂessibilit` a precedentemente
calcolato sia minore del valore limite λlim calcolato con la 3.3 ponendo3.2 Tipi di provini testati 51
come stima della tensione di snervamento σys e del modulo di Young E







Figura 3.5: Andamento della tensione critica in funzione del grado di ﬂessibilit` a.
Il grado di ﬂessibilit` a ` e quindi minore del valore limite. In particolare
dalla ﬁgura 3.5 si pu` o notare che il caso in esame ricade nella zona in cui
la curva ` e pressoch´ e orizzontale; pertanto la veriﬁca di stabilit` a pu` o essere
eﬀettuata introducendo lo sforzo ammissibile ridotto dato dalla 3.4.
σcr = ω · Su (3.4)
Supponendo come stima della tensione massima di rottura Su 1000
MPa [13] e del coeﬃciente di riduzione dello sforzo ammissibile ω 0.97
(valore tabulato in funzione di λ per diversi materiali [15]) si ottiene che
lo sforzo ammissibile ridotto ` e pari a 970 MPa. Dal momento che lo scopo
delle prove non prevede di raggiungere valori di tensione in compressione
talmente elevati si pu` o essere certi che i provini non vadano a rottura per
instabilit` a.
Per valutare la sensibilit` a all’intaglio del materiale testato si realizza-
no provini aventi raggio di fondo intaglio pari a 0.7, 1 e 2 mm, le cui
dimensioni sono riportate nelle ﬁgure 3.6, 3.7 e 3.8.3.2 Tipi di provini testati 52
Figura 3.6: Disegno del provino intagliato di raggio 0.7 mm.
Figura 3.7: Disegno del provino intagliato di raggio 1 mm.
Figura 3.8: Disegno del provino intagliato di raggio 2 mm.
Prima di procedere all’esecuzione delle prove per fatica ` e stata misu-
rata tramite rugosimetro la rugosit` a della superﬁcie cilindrica centrale
dei provini lisci. I risultati di tale prova sono riportati nella tabella 3.23.2 Tipi di provini testati 53
mentre la ﬁgura 3.9 mostra il proﬁlo della superﬁcie nel tratto di misura.
Ra Rq Rz Rmax Rt
0.37 0.50 3.01 3.87 4.11






Figura 3.9: Andamento del proﬁlo della superﬁcie nel tratto di misura.
Lo scopo dell’analisi ` e determinare se la cricca nelle prove di fatica si
origini a partire dai precipitati incoerenti rilevati dalle prove micrograﬁche
o dalla rugosit` a superﬁciale. In base agli studi di [8] si deve determinare
se la rugosit` a picco-valle Rz sia maggiore o minore del prodotto 0.28·D,
dove D ` e il diametro dei precipitati incoerenti; nel primo caso la cricca si
origina a partire dai difetti superﬁciali, mentre nel secondo caso a partire
dalle inclusioni situate nella parte pi` u esterna del materiale.
Dalla prova micrograﬁca ` e stato rilevato che i solfuri hanno dimensione
massima pari a 8.1 µm; tramite le formule sperimentali riportate in [8] si
ricava che il valore massimo di rugosit` a Rz per il quale si ha che la cricca
si origina correttamente a partire dai solfuri ` e pari a 2.3 µm.
Tale valore ` e inferiore a quello rilevato dal rugosimetro; tuttavia dal
momento che la rugosit` a non inﬂuenza il comportamento ciclico del ma-3.3 Prove di trazione monotona 54
teriale, mentre nei provini intagliati si pu` o ritenere che l’eﬀetto dell’in-
taglio sia preponderante, si pu` o pertanto concludere che le prove che
vengono eseguite in questa attivit` a di tesi forniscano comunque risultati
accettabili.
3.3 Prove di trazione monotona
Il materiale, prima di essere utilizzato per le prove di fatica, ` e stato testato
con due prove di trazione monotona, al ﬁne di valutare le caratteristiche
di resistenza statica; tali prove sono stata eseguite sulla macchina Schenck
in controllo di deformazione, in accordo con la relativa normativa ASTM
[14].
Il montaggio (v. Fig. 3.10) ha previsto l’aﬀerraggio dei provini su
due generatrici delle supercici cilindriche di estremit` a e il posizionamento
dell’estensomentro nelle parti centrali dei provini.
Figura 3.10: Montaggio del provino e dell’attrezzatura necessaria per l’esecuzione della
prova di trazione.3.3 Prove di trazione monotona 55
` E stata applicata una rampa di deformazione e contemporaneamente
ad essa ` e stato eseguito un processo di campionamento a frequenza di 0.1
Hz: sono stati rilevati lo spostamento in mm dell’estensometro Xest e
delle ganasce Xmacc (detto anche corsa) e il carico applicato al provino in
N.
Figura 3.11: Rottura del provino tramite la prova di trazione.
Al termine delle prove si ` e proceduto all’elaborazione dei risultati tra-
mite software EXCEL c 
 e MATLAB c 
, al ﬁne di determinare le caratte-
ristiche statiche del materiale.
Sono stati costruiti i diagrammi dell’andamento della tensione ingegne-
ristica (deﬁnita dall’eq. 3.5) in funzione della corsa e dello spostamento
dell’estensometro (v. Fig. 3.12a) e il diagramma tensione-deformazione
ingegneristiche (v. Figg. 3.12b e 3.13); la deformazione ingegneristica ` e
stata ottenuta dividendo lo spostamento misurato dall’estensometro per3.3 Prove di trazione monotona 56























































































Figura 3.12: Andamento della tensione ingegneristica in funzione (a) dello spostamento
dell’estensometro e delle ganasce e (b) della deformazione ingegneristica.





































Figura 3.13: Curva tensione-deformazione ingegneristiche ﬁno al punto di necking starts.
Dall’analisi della ﬁgura 3.12a si pu` o notare che a parit` a di tensione la
curva dello spostamento ` e sempre pi` u a destra dell’altra; tale spostamento
relativo ` e nullo alla partenza della prova, mentre cresce linearmente con
il carico all’aumentare della deformazione. Si pu` o quindi ipotizzare che
tale fenomeno sia dovuto alla deformazione sotto carico dei componenti
della macchina Schenck.3.3 Prove di trazione monotona 57
` E stata eseguita tramite calibro ventesimale una misura del diametro
della sezione di frattura, che` e risultato essere pari a 4.1 mm; ` e stato quindi
calcolata la percentuale di riduzione in area RA deﬁnita come rapporto
tra la riduzione di area e il valore iniziale della sezione [9].




Figura 3.14: Foto longitudinale di un provino della prova di trazione.
Figura 3.15: Foto della sezione di frattura di un provino della prova di trazione.
Successivamente ` e stata costruita la curva tensione-deformazione vere
o true stress-true strain (e σ − e ) (v. Fig. 3.16).
La deformazione vera e  ` e deﬁnita ﬁno al punto di necking starts3 in
funzione della deformazione ingegneristica  in base alla 3.8.
e  = ln(1 + ) (3.8)
3Tale punto si determina in corrispondenza del massimo della curva tensione-deformazione
ingegneristiche.3.3 Prove di trazione monotona 58
La tensione vera e σ ` e pari alla tensione ingegneristica σ ﬁno allo sner-
vamento; invece ﬁno al punto di necking starts ` e data dalla 3.9.
e σ = σ · (1 + ) (3.9)
Oltre il punto di necking starts si ` e soliti considerare che la tensione
vera cresca linearmente ﬁno alla tensione di frattura σf, deﬁnita come
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Figura 3.16: Curve tensione-deformazione ingegneristiche e vere (a) globali e (b) relativo
ingrandimento.
Si riportano nella tabella 3.3 le caratteristiche di resistenza statica del
materiale rilevate dalle prove di trazione.
E σys Su σf f σf RA ET
[GPa] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [%] [MPa]
207400 ± 1350 840 ± 10 1010 ± 10 645 ± 1 1620 ± 3 60 ± 1 4840 ± 20
Tabella 3.3: Caratteristiche di resistenza statica dell’acciaio AISI 4145H determinate
tramite le prove di trazione.
Dal momento che le prove di rilassamento devono essere svolte in con-
trollo spostamento per le ragioni analizzate nel paragrafo 3.4, si rende
necessario determinare una relazione che correggendo la deformazione dei3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 59
componenti interni alla macchina fornisce il valore dello spostamento mi-
surabile dall’estensometro noto lo spostamento delle ganasce. Tale re-
lazione ` e tuttavia valida solamente per le prove eseguite sulla macchina
Schenck presente presso il DIMNP.
In primo luogo si osserva che le due curve in ﬁgura 3.12a non coincidono
per tensione nulla dopo che la rottura ` e gi` a avvenuta. Si corregge tale
fenomeno moltiplicando il valore dello spostamento delle ganasce per un
coeﬃciente W pari a 0.972.
Per fare coincidere i due tratti lineari iniziali si ﬁssa una tensione ¯ σ




¯ Xmacc − ¯ Xest
= 4273 [MPa/mm] (3.11)
L’espressione che fornisce lo spostamento misurato dall’estensometro
noto quello delle ganasce ` e data dalla 3.12.
Xest = Xmacc · W −
σ
C




Applicando le equazioni 3.12 e 3.6 ` e possibile determinare l’andamento
della curva tensione-deformazione; si nota che i valori ottenuti dal modello
sperimentale e quelli dall’estensometro diﬀeriscono di quanche percento
(v. Fig. 3.17) e quindi l’approssimazione ` e accettabile.
3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla
Dal momento che diﬃcilmente ` e possibile rilevare l’allungamento residuo
in provini intagliati (a meno di utilizzare estensimetri) si eseguono le prove
sui provini a sezione cilindrica descritti nel paragrafo 3.2 utilizzando la
macchina Schenck presso il DIMNP.
Le prove sperimentali (v. par 2.2) hanno evidenziato che in corri-
spondenza del primo ﬁletto in presa del Pin si assiste ad una locale
plasticizzazione del raggio di fondo ﬁletto.
In base alle considerazioni svolte nel paragrafo 5.1 circa le condizioni di
carico a cui sono sottoposte le connessioni ﬁlettate, si eseguono prove di3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 60







































Figura 3.17: Confronto tra la curva tensione-deformazione ottenuta con il modello di
conversione e quella rilevata dall’estensometro.
fatica a tensione media non nulla per livelli di tensione massima compresi
tra il limite di snervamento σys e il valore della tensione di rottura Su.
3.4.1 Modalit` a di esecuzione delle prove
Solitamente le prove di fatica sono eﬀettuate in controllo di carico: si
forniscono in input il valore massimo e il range picco-picco della forza
da applicare al provino e si rileva il numero di cicli. Tale tipologia di
controllo ha il pregio di essere di semplice applicazione e gli errori tra
il ciclo che la macchina impone (comando) e quello che realmente viene
applicato al provino sono molto ridotti.
In questa campagna sperimentale non ` e possibile applicare il controllo
di carico: infatti ciclando a tensione media non nulla i provini presentano
il fenomeno del ratcheting e vanno molto rapidamente a rottura.
Si esamina pertanto la possibilit` a di eﬀettuare un controllo di sposta-
mento o di deformazione. In tali casi si presenta il fenomeno del rilas-
samento (v. par. 1.2.8) che per` o produce esclusivamente eﬀetti beneﬁci:
riferendosi al diagramma di Haigh tale fenomeno porta a una traslazio-
ne verso sinistra del punto di ciclaggio e quindi ad una vita a fatica pi` u
elevata.3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 61
Il controllo di deformazione non ` e per` o attuabile nella pratica: per
evitare che si muovano gli elastici con cui l’estensometro viene montato
sul provino ` e richiesto ciclare a frequenze troppo basse, al massimo 1
Hz; nel caso quindi di durate prossime al milione di cicli per ogni prova
sarebbero necessarie 278 ore, ovvero oltre 11 giorni senza interruzioni.
Si sceglie pertanto il controllo di spostamento: in un primo momento
compatibilmente ai limiti della macchina si eﬀettuano test su un provino
per determinare ﬁno a quale frequenza il ciclo di comando e quello reale
forniscono errori bassi. Tale limite ` e all’incirca pari a 20 Hz.
Il controllo di spostamento non ` e per` o molto preciso: infatti la misura
degli spostamenti viene fatta con voltmetro che come portata massima
ha la corsa della traversa inferiore della macchina, molto superiore ai 25.4
mm dell’estensometro.
Gli inevitabili disturbi dovuti all’apparecchiatura di misura non sono
pertanto del tutto trascurabili.
Analizzando le oscillazioni che il voltmetro registra a macchina in
stand-by (ovvero subito prima di fare iniziare la prova di fatica) si os-
serva che gli errori sistematici sono dell’ordine del centesimo di mm sullo
spostamento, ovvero di alcune centinaia di µ sulle deformazioni. Tale
valore ` e accettabile, purch` e non si eseguano prove con R prossime a 1:
in tal caso, infatti, il valore dell’ampiezza della deformazione alternata
∆a si riduce ﬁno a diventare dello stesso ordine di grandezza dell’errore
sistematico.
3.4.2 Procedura di esecuzione delle prove
Per eﬀettuare le prove di rilassamento si devono fornire i valori massimo
e minimo dello spostamento e, durante la fase di costruzione della pro-
cedura software, anche le frequenze di campionamento e di ciclaggio, le
dimensioni dei buﬀer di acquisizione e il numero di cicli a cui interrompere
la prova nel caso di Run-out (scelto pari a 2 · 106 cicli).
La procedura software ` e costituita da tre fasi: nella prima si vuole
determinare con buona precisione il ciclo corrispondente alle condizioni3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 62
imposte alla macchina; nella terza si eﬀettua le prova di fatica vera e
propria mentre la seconda ` e di transizione.
La prima fase ` e costituita da tre rampe di spostamento (v. Fig. 3.18):
queste vengono eseguite molto lentamente e contemporanteamente ad esse
si esegue il campionamento dello spostamento delle ganasce e del carico
applicato con frequenza 0.1 Hz.
La prima rampa ha la durata di 180 secondi e prevede il posizionamento
nel punto di spostamento massimo; ` e la fase pi` u delicata perch´ e prevede
di attraversare lo snervamento e richiede molta precisione: se infatti si
supera la Xmax si produce maggiore deformazione plastica e si va a ciclare
ad un valore di tensione media inferiore rispetto a quello atteso; l’opposto
invece accade se il posizionamento ﬁnale avviene ad un valore inferiore a
Xmax.
La restanti rampe, invece, corrispondondono ciascuna a met` a del ciclo
atteso e durano 30 secondi ciascuna: dapprima si raggiunge il valore Xmin
e poi si ritorna al valore Xmax.


























Figura 3.18: Prima fase della procedura di esecuzione delle prove.
Si rileva sperimentalmente che la macchina compie errori sempre pi` u
elevati al crescere della frequenza, in quanto tende a non raggiungere i
valori di estremit` a del ciclo imposto.3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 63
La seconda fase ` e eseguita alla frequenza di 20 Hz e consiste nell’im-
porre allo spostamento una sinusoide, le cui estremit` a sono Xmax e Xmin,
e di ripeterla 100 volte. Al termine di essi si esegue un processo di
campionamento con frequenza 0.001 Hz per 3 cicli.
L’ultima fase ` e quella di fatica vera e propria ed ` e eseguita alla frequen-
za di 20 Hz: consiste nell’imporre allo spostamento per 10000 volte una
sinusoide compresa tra Xmax e Xmin e, successivamente, un processo di
campionamento a frequenza di 0.001 Hz per 3 cicli. Tale sottofase viene
ripetuta ﬁno a rottura o per un massimo di 200 volte.
La frequenza del ciclaggio durante i campionamenti della seconda e
della terza fase ` e pari a 20 Hz perch´ e se cos` ı non fosse si avrebbe che il
ciclo imposto ` e minore di quello osservato.
Essendo non trascurabile la deformazione plastica che si accumula nel-
la prima rampa sembrerebbe necessario utilizzare per l’analisi dei ri-
sultati un approccio strain-life. ` E per` o possibile eseguire le seguenti
considerazioni:
• i ciclaggi successivi al primo caricamento a rampa avvengono in
campo elastico senza produrre ulteriore plasticizzazioni;
• lo scopo dell’analisi ` e analizzare la vita a fatica ad alto numero di
cicli, per cui l’approccio stress-life e quello strain-life forniscono gli
stessi risultati.
Per tali motivi l’analisi dei risultati ` e eﬀettuata utilizzando l’approccio
stress-life per la notevole semplicit` a.
Per determinare i valori da fornire alla macchina di prova si considera
la curva di trazione monotona σ −  e σ − x determinata nel paragrafo
3.3.
Si sceglie di eseguire prove per valori di spostamento massimo pari a
0.3422, 0.67, 1 e 1.3 mm; per ognuno di essi si eseguono due prove a
diﬀerenti valori di ∆x e quindi di tensione alternata ∆σa, in modo da
veriﬁcare l’applicabilit` a al materiale testato delle relazioni 1.30, 1.31 e
1.33 analizzate nel paragrafo 1.2.8.3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 64
Dopo aver eseguito nuovamente alcune di queste prove per vedere se i
risultati sono ripetibilio, si ricerca un’eventuale dipendenza del compor-
tamento ciclico del materiale dallo stress ratio R.
Nella tabella 3.4 sono riportati i valori degli spostamenti forniti come
input alla macchina di prova.
Numero Nome provino Xmax [mm] Xmin [mm] ∆x [mm]
1 R05 - LIVELLO1 0.342 0.201 0.141
2 R05 - LIVELLO4 0.670 0.529 0.141
3 R05 - LIVELLO2 1.000 0.859 0.141
4 R05 - LIVELLO3 1.300 1.159 0.141
5 R06 - LIVELLO1 0.342 0.228 0.114
6 R06 - LIVELLO2 1.000 0.886 0.114
7 R06 - LIVELLO3 1.300 1.186 0.114
8 R06 - LIVELLO4 1.000 0.857 0.143
9 R06 - LIVELLO5 1.000 0.857 0.143
10 R06 - LIVELLO6 0.670 0.556 0.114
11 R00 - LIVELLO1 1.000 0.649 0.351
12 NC50DS100 0.626 0.412 0.214
13 NC50DS60 0.587 0.459 0.128
14 NC26DS100 0.564 0.337 0.227
Tabella 3.4: Valori degli spostamenti forniti come input alla macchina di prova.
3.4.3 Descrizione della procedura di analisi in Matlab
Nel corso dell’attivit` a di tesi` e stato realizzato un’applicazione in MATLAB c 

per i seguenti scopi:
• analizzare i dati ottenuti sottoforma di ﬁle ASCII dalla macchina di
prova;
• fornire i dati necessari per la ripartenza nel caso di interruzione della
prova4.
4Arrestando il computer, infatti, si perdono i riferimenti iniziali e il valore della deformazione plastica
accumulata durante il ciclaggio.3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 65
Il ﬁle applicativo carica i parametri ottenuti da prova di trazione e il
ﬁle .dat dalla macchina di prova contenente i cicli campionati; succes-
sivamente si determinano per ogni ciclo campionato i valori massimi e
minimi dello spostamento e della tensione e da essi tramite le equazioni
1.3, 1.4, 1.6 e 3.12 ` e possibile determinare tutte le componenti dello stato
di tensione e di deformazione.
Dal momento che il rilassamento avviene nella prima fase della vita a
fatica non si considera la prima met` a della vita a fatica; inoltre nel caso
si veriﬁchi la rottura si escludono le ultime due acquisizioni, in quanto
sperimentalmente si osserva che il valore della tensione media tende a
decrescere anche di molto. Per il set ridotto di cicli si ` e calcola il valore
medio delle tensioni medie e tale ` e assunto come valore post rilassamento.
3.4.4 Risultati
Si riportano di seguito a titolo di esempio i diagrammi di maggiore in-
teresse relativi al provino R06 - LIVELLO5, che viene fatto ciclare per
valori di spostamento compresi tra 0.857 mm e 1.000 mm.
Nelle ﬁgure 3.19 e 3.20 ` e rappresentato l’andamento della tensione
ingegneristica in funzione dello spostamento e della deformazione totale
in direzione y: sono raﬃgurati la fase di caricamento iniziale, il primo ciclo
lento e alcuni cicli della vita del provino corrispondenti a 5 · 105,1 · 106,
1.5 · 106 e 2 · 106cicli).
` E possibile notare che, almeno per il provino considerato, ` e presente
il fenomeno del rilassamento descritto nel paragrafo 1.2.8: nel corso della
vita a fatica, infatti, il provino cicla sempre nell’intervallo di spostamento
inizialmente deﬁnito, ma la tensione media varia nel tempo.
Il fenomeno del rilassamento ` e visibile nel diagramma σ− come trasla-
zione verticale della tensione media del ciclo verso valori inferiori o nulli;
dal momento per` o che le prove sono eseguite in controllo di spostamento
nel diagramma σ− si assiste ad una contemporanea traslazione del ciclo
verso il basso e verso destra.
In seguito all’elaborazione dei dati tramite MATLAB c 
 ` e possibile co-3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 66
























5 · 105 cicli
1 · 106 cicli
1.5 · 106 cicli
2 · 106 cicli
Xmax =1m m-∆ x =0 .143 mm
Figura 3.19: Andamento della tensione ingegneristica in funzione dello spostamento
delle ganasce.
























5 · 105 cicli
1 · 106 cicli
1.5 · 106 cicli
2 · 106 cicli
Xmax =1m m-∆ x =0 .143 mm
Figura 3.20: Andamento della tensione ingegneristica in funzione della deformazione
totale in direzione y TOT
y .
struire l’andamento delle componenti media e alternata della tensione in
ogni ciclo campionato (v. Fig. 3.21): a conferma di quanto precedente-
mente esposto durante il ciclaggio la componente alternata della tensione
rimane di ampiezza invariata mentre quella media subisce variazioni anche
molto signiﬁcative.3.4 Prove di fatica a tensione media non nulla 67




























Figura 3.21: Andamento delle componenti medie e alternate della tansione ingegneristica
nello svolgimento della prova.
In base alle considerazioni eﬀettuate nel paragrafo 1.2.8, nel caso in
cui si veriﬁchi il fenomento del rilassamento, si assiste ad un progressivo
allungamento del provino in direzione y (v. Fig. 3.22).

























Numero di cicli [cicli]
Xmax =1m m-∆ x =0 .143 mm
Figura 3.22: Andamento della deformazione plastica y nello svolgimento della prova.
Il comportamento ciclico del materiale non ` e per` o lo stesso in tut-3.5 Costruzione delle curve S-N 68
te le prove eﬀettuate; si rimanda al paragrafo 4.4 per un’analisi pi` u
approfondita e per la ricerca di un modello analitico.
Si riportano nelle tabelle 3.5 e 3.6 i dati relativi allo stato di tensione e
di deformazione relativi al primo ciclo per tutte le prove eﬀettuate; nella
tabella 3.7 sono invece riportati i valori relativi al comportamento ciclico
del materiale e alla vita dei provini.
Si determinano il valore medio σREL
m secondo la procedura esaminata
nel paragrafo 3.4.3 e il rapporto di rilassamento RREL deﬁnito dall’Eq.
3.13 come rapporto tra la σREL









Numero provino σmax [MPa] σmin [MPa] R σm [MPa] σa [MPa]
1 831 431 0.519 631 200
2 916 518 0.566 717 199
3 933 552 0.591 743 191
4 951 577 0.607 764 187
5 818 497 0.609 658 160
6 914 609 0.667 762 153
7 957 666 0.697 811 145
8 935 557 0.596 746 189
9 957 570 0.596 764 194
10 883 566 0.641 724 158
11 949 43 0.045 496 453
12 876 283 0.323 580 297
13 848 478 0.564 663 185
14 875 253 0.289 564 311
Tabella 3.5: Stato di tensione associato al primo ciclo lento di ogni prova a fatica.
3.5 Costruzione delle curve S-N
Lo scopo di tale attivit` a consiste determinare l’andamento delle curve
S-N e procedere ad una migliore stima del coeﬃciente di concentrazione3.5 Costruzione delle curve S-N 69
Numero provino max min ∆ pl
1 5.69 · 10−3 3.81 · 10−3 1.87 · 10−3 1.79 · 10−3
2 1.80 · 10−2 1.60 · 10−2 2.00 · 10−3 1.35 · 10−2
3 3.08 · 10−2 2.87 · 10−2 2.08 · 10−3 2.57 · 10−2
4 4.25 · 10−2 4.04 · 10−2 2.09 · 10−3 3.72 · 10−2
5 5.81 · 10−3 4.21 · 10−3 1.60 · 10−3 1.72 · 10−3
6 3.10 · 10−2 2.93 · 10−2 1.67 · 10−3 2.60 · 10−2
7 4.25 · 10−2 4.06 · 10−2 1.85 · 10−3 3.64 · 10−2
8 3.08 · 10−2 2.87 · 10−2 2.13 · 10−3 2.55 · 10−2
9 3.06 · 10−2 2.85 · 10−2 2.05 · 10−3 2.55 · 10−2
10 1.82 · 10−2 1.66 · 10−2 1.61 · 10−3 1.37 · 10−2
11 3.07 · 10−2 2.53 · 10−2 5.42 · 10−3 2.50 · 10−2
12 1.65 · 10−2 1.36 · 10−2 2.90 · 10−3 1.22 · 10−2
13 1.53 · 10−2 1.36 · 10−2 1.70 · 10−3 1.14 · 10−2
14 1.41 · 10−2 1.10 · 10−2 3.10 · 10−3 9.70 · 10−3
Tabella 3.6: Stato di deformazione associato al primo ciclo lento di ogni prova a fatica.
Numero provino σREL
m [MPa] RREL Nf [cicli] Rottura
1 648 1.027 860531 s` ı
2 704 0.981 830516 s` ı
3 640 0.862 1891046 s` ı
4 713 0.933 1991096 no
5 457 0.694 1931066 no
6 74 0.097 2021111 no
7 750 0.925 2001101 no
8 103 0.138 1981091 no
9 370 0.484 1981091 no
10 692 0.956 2001101 no
11 392 0.790 20111 s` ı
12 361 0.623 100151 s` ı
13 236 0.356 2231216 no
14 540 0.958 220211 s` ı
Tabella 3.7: Dati relativi al rilassamento e alla vita dei provini.
delle tensioni a fatica Kf e del fattore di sensibilit` a all’intaglio q (v. par.
1.2.6).
Le prove di fatica alternata sono eseguite tramite la macchina Schenck3.5 Costruzione delle curve S-N 70
(v. Fig. 3.23) sui provini intagliati riportati nel paragrafo 3.2.
Figura 3.23: Montaggio del provino intagliato sulla macchina Schench durante
l’esecuzione di una prova.
Dal momento che la macchina di prova richiede che la superﬁcie di
aﬀerraggio sia liscia, ` e necessario realizzare una boccola che fornisca da
sede per l’alloggiamento del provino e contemporaneamente sia aﬀerrata
dall’attrezzatura di corredo della macchina Schenck.
Come ` e possibile osservare nell’esploso di ﬁgura 3.24 la trasmissione
delle forze assiali al provino si realizza mandando a battuta lo spallamento
della boccola contro la ghiera ﬁlettata; l’accoppiamento dei riscontri con
le cave dell’attrezzatura della macchina ` e invece con gioco, in modo che
non si trasmettano eventuali sollecitazioni di tipo torsionali alla ﬁlettatura
del provino.
3.5.1 Determinazione del coeﬃciente di concentrazione delle
tensioni Kt
Per ogni provino intagliato si determina tramite ANSYS c 
 (v. Appendice
B.1) il coeﬃciente di concentrazione delle tensioni Kt.
Dal momento che sia la geometria che il carico sono assialsimmetrici,
` e possibile eﬀettuare un’analisi piana utilizzando gli elemnenti PLANE42





Figura 3.24: Esploso dell’attrezzatura di montaggio del provino intagliato sulla macchina
Schench.
dell’intero provino e si posiziona il modello con l’asse coincidente con l’asse
delle y.
Si costruisce una mesh di tipo mapped (v. Fig. 3.25) il cui grado
di inﬁttimento dipende dal numero di suddivisioni ndiv dell’arco che
rappresenta met` a del raggio d’intaglio.
Sulla superﬁcie superiore viene applicata una pressione di entit` a tale
da fornire nella sezione critica una tensione nominale di 100 MPa e si
estrae il valore della tensione σy in corrispondenza dell’apice dell’intaglio
(v. Fig. 3.26).
Per ogni provino si ripete l’analisi con valori crescenti di Ndiv (v. Tab.
3.8) e si costruiscono i diagrammi dell’andamento della tensione σy in
funzione di tale parametro (v. Fig. 3.27).
L’analisi termina quando per ogni provino si raggiunge la convergenza:
aumentando il numero di divisioni Ndiv il valore massimo della tensione
σy rimane pressoch´ e costante.3.5 Costruzione delle curve S-N 72
Figura 3.25: Modello FEM del provino intagliato di raggio 1 mm per ndiv pari a 10.
Figura 3.26: Andamento della tensione σy nel provino intagliato di raggio 1 mm.
Il coeﬃciente di concentrazione delle tensioni Kt si ottiene dalla 1.20
dividendo il valore massimo ottenuto dal procedimento precedente per
quello nominale (v. Tab. 3.9).3.5 Costruzione delle curve S-N 73
Ndiv 10 20 50 100
r = 0.7 mm 247 258 259 260
r = 1 mm 219 221 222 223
r = 2 mm 171 174 178 178
Tabella 3.8: Valore della tensione σy in corrispondenza dell’apice dell’intaglio al variare
del numero di divisioni.


























Figura 3.27: Andamento della σy in funzione del numero di divisioni.
Raggio di intaglio Kt
r = 0.7 mm 2.58
r = 1 mm 2.21
r = 2 mm 1.70
Tabella 3.9: Coeﬃciente di concentrazione delle tensioni Kt per i provini intagliati.
3.5.2 Procedura di esecuzione delle prove
In base alle considerazioni teoriche svolte nel paragrafo 1.2.6 ` e possibile
stabilire a priori che le curve S-N dei provini intagliati sono situate in-
feriormente a quella del provino liscio e che il rapporto tra il limite di
fatica del provino liscio e quello di ciascun provino intagliato ` e inferiore
al rispettivo coeﬃciente di concentrazione delle tensioni Kt.
I provini sono sottoposti a cicli di carico di trazione - compressione al-
ternati, ovvero con fattore di asimmetria R = −1. Le prove sono condotte
ﬁno al raggiungimento della rottura del provino o del limite massimo pari
a 2 · 106 cicli (Run-out).3.5 Costruzione delle curve S-N 74
Dal momento che la tensione media ` e nulla e nella maggior parte della
sezione critica il materiale ` e in campo elastico non si veriﬁcano i fenomeni
descritti nel paragrafo 1.2.8 ed ` e quindi possibile eseguire le prove in
controllo di carico.
Per costruire le curve S-N si segue la procedura deﬁnita in [16, 17]
come Standard Test Method o Staircase Test Method:
• nella prima prova si sottopone il provino ad un valore di tensione
piuttosto elevato, in modo da determinare un punto a circa 1 · 103
cicli;
• nelle prove successive si diminuisce gradualmente la forza applicata
ﬁnch´ e non si raggiunge il primo Run-out.
Per ogni prova si corregge il valore della tensione ingegneristica divi-
dendo la forza applicata al provino per l’area della sezione di frattura.
Dal momento che tale ` e una grandezza diﬃcile da controllare, per
ogni provino si eﬀettua un’analisi fotogrammetrica: tramite fotocamera
digitale ad alta risoluzione si fotografano le superﬁci di frattura (v. Fig.
3.28) e successivamente si rielaborano le immagini col calcolatore.
Figura 3.28: Superﬁcie di rottura di un provino intagliato.
Con l’ausilio del software GSView c 
 si determina il diametro in pixel3.5 Costruzione delle curve S-N 75
in quattro diverse direzioni (a 0◦, 45◦, 90◦ e 135◦) e se ne ricava il valore
medio ¯ dpix (v. Eq. 3.14); tale valore ` e confrontato con il diametro in
pixel della superﬁcie cilindrica centrale ¯ Dpix (di cui ` e possibile conoscere
le dimensioni tramite calibro ventesimale Dcil) e si ottiene il diametro
della sezione di frattura d in mm (v. Eq. 3.15).
¯ dpix =
d0 + d45 + d90 + d135
4
(3.14)




Nel caso dei provini intagliati non rotti si assume che il diametro della
sezione di nocciolo ` e pari alla media dei valori ottenuti dai provini rotti.
La determninazione del limite di fatica tramite lo Staircase Test Me-
thod prevede di assegnare un valore limite al numero di cicli ˆ N (in genere
per l’acciaio pari a 2 · 106) e un intervallo di tensione δσ; nel caso di rot-
tura si abbassa il livello di carico applicato mentre nel caso di Run-out si
incrementa (v. Fig. 3.29).
ds Run-out
Rottura
Figura 3.29: Procedura di esecuzione dello Staircase Test Method per la determinazione
del limite di fatica.
Il limite di fatica e la deviazione standard ad esso associata sono dati
rispettivamente dalle equazioni 3.16 e 3.17, in cui ni ` e il numero di Run-
out alla tensione σi e i in numero di intervalli δσ da sommare alla tensione
minima σ0 per ottenere σi.
Se = σ0 + δσ ·
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Lo Staircase Test Method richiede che si eseguano circa 30 prove per
determinare il limite di fatica: dal momento che si vuole caratterizzare
l’intera curva S-N con un numero sensibilmente minore di provini non si
applica tale metodo in questa attivit` a di ricerca.
Il metodo di Probit [17], invece, prevede di eseguire alcune prove per
determinati livelli di carico e di calcolare la probabilit` a cumulata di non
avere una rottura (v. Fig. 3.30): il limite di fatica si ricava come il valore




























Figura 3.30: Procedura di esecuzione del Probit-Method per la determinazione del limite
di fatica.
Anche questo metodo ha per` o lo svantaggio di richiedere che il numero
di provini da testare sia molto elevato e pertanto ` e scartato.
Un’altra tecnica per individuare il limite di fatica [16] ` e lo Step test
method (v. Fig. 3.31): si inizia con un livello di carico conﬁdenzialmente
pi` u basso rispetto al limite di fatica e si esegue la prova ﬁno a 2·106 cicli;
se non si veriﬁca la rottura si applica allo stesso provino una tensione
maggiore. Tale metodo ha il vantaggio di essere economico, in quanto
si eseguono pi` u prove sullo stesso provino; ha tuttavia lo svantaggio di
essere abbastanza onerosa in termini di tempo, soprattutto se si ﬁssa il
limite di Run-out ad un numero di cicli molto elevato; inoltre tale metodo
considera che ciclando al di sotto del limite di fatica non si produca danno,
ma questa ipotesi non sempre ` e valida.
Si considera inﬁne il metodo dei due punti o Two-Point-Method: si
determinano due livelli di carico in prossimit` a del limite di fatica e si3.5 Costruzione delle curve S-N 77
Figura 3.31: Determinazione del limite di fatica tramite lo Step test method.
eseguono per tali tensioni alcune prove di fatica alternata. Si assegna
un valore limite al numero di cicli ˆ N e si determina per esso per ciascun
livello di carico la probabilit` a di avere rotture (v. Fig. 3.32). Si ipotizza
che la distribuzione delle rotture e dei Run-out attorno al limite di fatica
sia di tipo normale; ` e quindi possibile determinare il valore della tensione



























Figura 3.32: Determinazione del limite di fatica tramite il metodo dei due punti.
L’unica condizione che tale metodo richiede di soddisfare riguarda la
scelta dei due valori di carico: devono essere tali da avere una probabilit` a
di rottura diversa da 0 e da 1.3.5 Costruzione delle curve S-N 78
3.5.3 Risultati
Precedentemente all’attivit` a di tesi presso il DIMNP dell’Universit` a di
Pisa sono state svolte delle prove di fatica alternata su provini lisci al
ﬁne di determinare l’andamento della curva S-N. L’analisi dei risultati
che era stata eseguita era per` o poco rigorosa e con evidenti imprecisioni;
si procede pertanto ad una ulteriore analisi statistica.
I risultati delle prove di fatica alternata rispettivamente sui provini
lisci, intagliati di raggio 0.7 mm, 1 mm e 2 mm sono riportati in Appendice
nelle tabelle A.1, A.3, A.4 e A.6; nella ﬁgura 3.33 ` e possibile confrontare
graﬁcamente i diversi comportamenti dei provini testati.



























r =0 .7m m
r =1m m
r =2m m
Figura 3.33: Risultati delle prove di fatica alternata.
Dall’analisi della ﬁgura 3.33 si pu` o notare che per valori crescenti del
raggio di intaglio i punti si avvicinano a quelli rilevati per i provini lisci;
tale fenomeno, apparentemente in contrasto con l’andamento del fatto-
re di sensibilit` a all’intaglio q (v. par. 1.2.6), ` e dovuto all’aumento del
coeﬃciente di concentrazione delle tensioni: il Kt, infatti, aumenta al di-3.5 Costruzione delle curve S-N 79
minuire del raggio di intaglio che tende a divenire acuto come nel caso
delle cricche5.
3.5.4 Analisi statistica
Le curve S-N dei provini lisci e intagliati sono state tracciate seguendo le
norme riportate in [16, 18] e secondo le fondamentali nozioni statistiche
[19].
Per determinare l’espressione analitica di tali curve sono stati realizzati
fogli di calcolo in MATHCAD c 
 e successivamente sono stati riportati i
risultati in MATLAB c 
 per la costruzione dei diagrammi.
In base alle considerazioni svolte nel paragrafo 1.2.2 per determinare
le curve S-N si riportano i risultati delle prove sperimentali in coordinate
bilogaritmiche e si assume che in tal modo l’andamento sia lineare.
Dopo aver determinato le equazioni di tali curve, le relative deviazioni
standard, i limiti di fatica e i numeri di cicli corrispondenti si tracciano
le curve anche in coordinate semilogaritmiche.
Il procedimento utilizzato per costruire le curve di best-ﬁt si basa sul
criterio della massima verosimiglianza. Si eseguono le seguenti conside-
razioni:
• si ipotizza che la distibuzione sulle ordinate sia di tipo normale;
• la tensione` e l’unica grandezza ad essere incerta (nella realt` a` e presen-
te una dispersione anche sul valore del numero di cicli e si dovrebbe
considerare la dispersione combinata);
• la dispersione σ non dipende dal numero di cicli.
La retta dei minimi quadrati ` e quindi quella che rappresenta la massi-
ma verosimiglianza; ` e possibile pertanto utilizzare i pacchetti statistici dei
software utilizzati, applicandoli per` o ai soli provini che durante le prove
si sono rotti.
5Nel caso limite di una fessura si assume che il raggio di intaglio sia nullo.3.5 Costruzione delle curve S-N 80
In coordinate bilogaritmiche l’equazione della retta dei minimi qua-
drati ` e data dalla 3.18.
y = a1 + a2 · x (3.18)
dove y = log(σa) e x = log(Nf); da questa ` e possibile facilmente ricavare
l’espressione in coordinate semilogaritmiche che ` e data dalla 3.19
σa = 10a1 · (Nf)
a2 (3.19)
Per alcune applicazioni pu` o essere necessario ricavare una relazione
(v. eq. 3.20) che esprima il numero di cicli in funzione della tensione






Per ogni tipologia di provino si determinano quindi i coeﬃcienti a1 e a2
e la deviazione standard σ ad essa associata. Successivamente si procede
a veriﬁcare se ` e possibile applicare il criterio di Chauvenet o di rigetto dei
dati: si deﬁnisce un set di dati ridotto (privo cio` e dei risultati della prova
che pi` u sembra scostarsi dal trend deﬁnito dalle altre prove) e ad esso si
applica l’analisi statistica.
Si determinano i residui per il set completo di dati: sono deﬁniti come
diﬀerenza tra il valore di tensione sperimentale e quello che si ricava dalla
retta dei minimi quadrati calcolata sul set ridotto.
Si determina il valore medio µ e la deviazione standard σres dei residui
e si calcola la probabilit` a che il dato rigettato sia legittimo: si deﬁnisce t il
rapporto dato dall’equazione 3.21, in cui ressospetto ` e il residuo della prova
sospetta, e si determina la probabilit` a che una misura legittima diﬀerisca





Si moltiplica il numero totale di prove eﬀettuate n per la probabilit` a
delle code associata al valore sospetto. Se tale probabilit` a ` e inferiore a
0.5 [19] signiﬁca che la prova sospetta non segue il criterio di Chauvenet
e deve essere rigettata.3.5 Costruzione delle curve S-N 81
Per determinare il limite di fatica si considera il metodo dei due pun-
ti opportunamente modiﬁcato in modo da ridurre il numero di provini
richiesto. Si determinano gli ˜ n provini (rotti e non) che hanno tensio-
ne pari a quella dei Run-out e di essi si calcola il valore medio µSe: dal
momento che la curva S-N corrisponde ad una probabilit` a di rottura del
50%, si determina il valore ˜ t che deve essere moltiplicato a σ aﬃnch´ e la
probabilit` a cumulata ﬁno a ˜ t · σ sia pari a quella di avere ¯ n rotture su ˜ n
prove (che si ricava dalle tabelle riportate in [19]).
Il limite di fatica ` e dato dall’equazione 3.22;nel caso in cui ˜ n sia pari a
1 si assume che il limite di fatica ` e proprio pari alla tensione di Run-out.
Se = µSe + ˜ t · σ (3.22)
Il procedimento applicato corrisponde a quello del metodo dei due punti
considerando per` o un solo livello di carico; per rendere il procedimento
applicabile si ipotizza che la deviazione standard associata al limite di
fatica sia pari a quella che si ricava dalla retta dei minimi quadrati nel
primo tratto della curva.
Per la descrizione analitica dei calcoli per la determinazione delle curve
S-N si rimanda alle appendici A.1, A.2, A.3 e A.4; come riassunto di ci` o
si riportano nella tabella 3.10 i coeﬃcienti della curva di best ﬁt, il limite
di fatica e il numero di cicli del ginocchio per i provini intagliati e quelli
lisci.
Tipologia a1 a2 σ Se Ne
provini [log(MPa)] [log(cicli)]−1 [log(MPa)] [MPa] [cicli]
Lisci 3.118 -0.088 0.02 416 6.993 · 105
Int. r = 0.7 mm 3.638 -0.254 0.045 165 3.85 · 105
Int. r = 1 mm 3.356 -0.179 0.018 204 7.06 · 105
Int. r = 2 mm 3.484 -0.199 0.022 233 4.046 · 105
Tabella 3.10: Risultati dell’applicazione dell’analisi statistica alle prove sperimentali di
fatica alternata.
Dall’analisi dei valori riportati in 3.10 ` e possibile pertanto determinare
una stima del coeﬃciente di concentrazione delle tensioni a fatica Kf e3.5 Costruzione delle curve S-N 82
del fattore di sensibilit` a all’intaglio q di ciascun provino intagliato in base
alle equazioni 1.21 e 1.23. I valori che si ottengono sono riportati nella
tabella 3.11.
Raggio di intaglio Kt Kf q
r = 0.7 2.60 2.52 0.95
r = 1 2.23 2.04 0.92
r = 2 1.78 1.78 1.00
Tabella 3.11: Coeﬃciente di concentrazione delle tensioni a fatica Kf e fattore di
sensibilit` a all’intaglio q dei provini intagliati.
Si osserva che nei provinio di raggio 0.7 mm il fattore di sensibilit` a
all’intaglio ` e superiore al valore per raggio 1 mm: tale comportamento ` e
dovuto al numero ridotto di provini e alla dispersione associata al calcolo
del limiti di fatica. Va comunque notato che i valori sono tutti prossimi
all’unit` a.
Nelle ﬁgure 3.34 e 3.35 sono riportati gli andamenti delle curve S-N
rispettivamente in scala bilogaritmica e semilogaritmica.



























r =0 .7m m
r =1m m
r =2m m
Figura 3.34: Curve S-N dei provini lisci e intagliati in scala bilogaritmica.
Dall’analisi della ﬁgura 3.35 si nota che per valori del numero di cicli
prossimi a 103 le curve si intersecano; ci` o ` e dovuto al fatto che in tale






























r =0 .7m m
r =1m m
r =2m m
Figura 3.35: Curve S-N dei provini lisci e intagliati in scala semilogaritmica.
Le curve di best-ﬁt, infatti, rappresentano bene il comportamento solo
per l’intervallo di valori per cui sono calcolate, mentre al di fuori di esso
non hanno signiﬁcato.Capitolo 4
Caratterizzazione del materiale
Alla luce delle prove di trazione (v. Par. 3.3) e di quelle di fatica (v. Par.
3.4) si vuole eseguire una caratterizzazione del materiale.
Si vogliono determinare una stima del modulo di Young E, della ten-
sione di snervamento σys e il modello reologico che possa essere utilizzato
nella successiva simulazione con ANSYS c 
.
4.1 Stima del modulo di Young
Per la determinazione del modulo di Young si applica il software EXCEL c 

ai risultati delle prove di trazione e si individua per ciascuna prova un set
di punti ridotto aventi tensione minore di 800 MPa1
Si procede all’interpolazione lineare di tali punti (v. Fig. 4.1), consen-
tendo che il termine noto possa assumere anche valori non nulli.
Si determina il coeﬃciente di correlazione R, che ` e pari a 0.997: si pu` o
pertanto concludere che con ottima approssimazione i punti del tratto
elastico della prova di trazione sono allineati.
Il valore del modulo di Young E ` e dato dalla media dei coeﬃcienti
angolari delle rette dei minimi quadrati per i due provini delle prove di
trazione ed ` e pari a 207400 ± 1350 MPa.;
Nella ﬁgura 4.2 sono riportati gli andamenti della tensione ingegneri-
1Tale valore ` e imposto perch` e oltre ad esso si assiste alla perdita di linearit` a per l’approssimarsi allo
snervamento.4.1 Stima del modulo di Young 85
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Figura 4.1: Determinazione del modulo di Young dalla prova di trazione tramite
interpolazione lineare del tratto elastico iniziale..
stica in funzione dello spostamento dei provini testato a fatica (v. par.
3.4.2).












Curve sigma − spostamento acciaio





























Figura 4.2: Curve tensione-spostamento per tutti i provini testati.4.2 Stima della tensione di snervamento 86
4.2 Stima della tensione di snervamento
Per la stima della tensione di snervamento σys si fa riferimento alla deﬁ-
nizione riportata in [9] per i materiali che hanno una perdita progressiva
della linearit` a del tratto elastico.
Per ogni curva σ −  si considera il valore della deformazione plastica
residua pl0 pari allo 0.2%, si traccia una retta parallela al tratto elastico
(v. Fig 4.3) e si determina l’intersezione con la curva monotona: si as-
sume tale punto come limite di snervamento e quindi la relativa tensione
deﬁnisce la σys.










































Figura 4.3: Determinazione della tensione allo snervamento per un provino.
Nella tabella 4.1 si riportano i valori della tensione allo 0.2% valutati
dalle prove di trazione e di rilassamento: il valore medio, pari a 840 MPa,
` e assunto come stima della tensione di snervamento mentre la deviazione
standard ad esso associata ` e pari a 15 MPa.
4.3 Modello reologico
Aﬃnch` e un modello possa essere deﬁnito e risolto numericamente in
ANSYS c 
, deve ipotizzare il comportamento incrudente o strain harde-
ning: considerando la curva σ −  la tensione dopo lo snervamento deve
crescere in maniera monotona.4.3 Modello reologico 87














Tabella 4.1: Valori della tensione di snervamento dei provini testati.
4.3.1 Deﬁnizioni
Il modello pi` u semplice da idealizzare ` e quello bilineare: ﬁno allo sner-
vamento vale la legge di Hooke, mentre oltre ad esso la crescita della
tensione ha un andamento lineare (v. Fig. 4.4).
Figura 4.4: Schematizzazione del modello bilineare.4.3 Modello reologico 88





E ·  se  ≤ ys
σys + ET · ( − ys) se  > ys
in cui E ` e il modulo di Young, ET il modulo tangente, σys e ys rispet-
tivamente la tensione e la deformazione allo snervamento. Quest’ultimo
termine ` e deﬁnito tramite la legge di Hooke come rapporto tra la tensione





Si deﬁnisce inoltre il coeﬃciente di incrudimento r il rapporto tra il





Il comportamento bilineare ` e molto semplice per una soluzione manua-
le; tuttavia ` e di diﬃcile implementazione perch´ e richiede di introdurre la
funzione se.
Spesso si utilizzano modelli che non presentano discontinuit` a sulla de-
rivata: le funzioni potenza. Tra di esse la relazione pi` u comunemente
utilizzata ` e la funzione potenza tensione-deformazione plastica [9].
Tale modello ` e valido per materiali come alcuni acciai e leghe legge-
re (che hanno perdita graduale dell’elasticit` a, soprattutto per le grandi
deformazioni) ma ha lo svantaggio di non presentare il tratto lineare ela-
stico e lo snervamento viene deﬁnito convenzionalmente in corrispondenza
della deformazione plastica dello 0.2%.
L’espressione pi` u generale della funzione potenza tensione-deformazione
plastica ` e data dalla 4.3, in cui i coeﬃcienti K e n devono essere deter-
minati sperimentalmente.
σ = K · (pl)
n (4.3)
4.3.2 Determinazione del modello pi` u appropriato
Per determinare il modello reologico ` e stato realizzato un codice di cal-
colo in MATLAB c 
: in primis sono stati determinati i parametri delle4.3 Modello reologico 89
equazioni dei due modelli esaminati nel par. 4.3.1; successivamente si ` e
proceduto ad un confronto graﬁco con le curve sperimentali e si ` e scelto
quale modello implementare su ANSYS c 
.
Modello bilineare
Per ogni provino si ricava la curva e σ − e  tramite le equazioni 3.8 e 3.9.
Successivamente si deﬁnisce un set di punti appartenenti al tratto plastico
abbastanza lontani dallo snervamento (v. Fig. 4.5) e per esso si procede
ad interpolazione lineare tramite la retta di best ﬁt.

































Figura 4.5: Curve tensione-spostamento per tutti i provini testati.
Tale procedura non ` e attuabile ai due provini che sono stati testati
con spostamento Xmax = 0.342: in essi, infatti, la rampa iniziale ` e stata
arrestata pressapoco in corrispondenza dello snervamento e non ` e presente
il tratto plastico quasi lineare.
Nella tabella 4.2 sono riportati i coeﬃcienti angolari delle rette di best
ﬁt; si assume come stima del modulo tangente il valore medio di tali
valori, pari a 4841 MPa, mentre la deviazione standard ad esso associata
` e pari a 208 MPa.
Si considerano i valori medi determinati nei paragraﬁ 4.2 e 4.1 e si
determina la deformazione allo snervamento ys in base all’Eq. 4.1.
Il modello reologico bilineare risulta quindi completamente deﬁnito (v.
Fig. 4.6).4.3 Modello reologico 90












Tabella 4.2: Coeﬃcienti angolari della retta di interpolazione del tratto lineare per il
calcolo del modulo tangente.












Modello bilineare curva monotona




















Figura 4.6: Modello bilineare.
Funzione potenza
Per ogni provino si ricava la curva e σ − f pl (v. Fig. 4.5): partendo dalle
curve e σ − e  determinate nel paragrafo precedente, si esegue punto per
punto lo scarico elastico (imponendo il valore del modulo di Young speci-
ﬁco di ogni provino); in tal modo si ricava un vettore con lo stesso numero
di componenti in cui ` e contenuta la deformazione plastica vera.
Per poter eﬀettuare l’operazione di ﬁtting ` e molto conveniente pas-
sare in coordinate logaritmiche: in tal modo, infatti, l’andamento della4.3 Modello reologico 91

































Figura 4.7: Curva tensione-deformazione plastica per un provino testato.
funzione potenza a cui ci si vuole ricondurre ` e lineare.
log(σ) = n · log(pl) + log(K) (4.4)
Eseguendo il logaritmo della curva e σ− f pl non si ottiene per` o un anda-
mento lineare: infatti il materiale ha una perdita graduale di linearit` a e
per valori di deformazione plastica prossimi allo zero il logaritmo diventa
molto negativo.
Per tale motivo nella successiva analisi si considerano solo i punti che
hanno tensione superiore ai 700 MPa e quindi f pl non troppo piccola (v.
Fig. 4.8).


















Figura 4.8: Curva tensione-deformazione plastica per un provino testato.
A tale set ridotto di dati ` e possibile applicare il Normal Equation4.3 Modello reologico 92
Method: i coeﬃcienti della retta di best ﬁt p1 e p2 che si ricavano tramite
MATLAB c 
 dipendendono da K e n in base alle 4.5 e 4.6 e sono risportati
nella tabella 4.3.
K = 10p2 (4.5)
n = p1 (4.6)












Tabella 4.3: Coeﬃcienti della retta di best ﬁt della curva tensione-deformazione plastica
vera in scala logaritmica.
Dall’analisi statistica si determinano i valori medi di p1 e p2, rispetti-
vamente pari a 0.05227 e 3.06179, e le deviazioni standard, pari a 0.01008
e 0.02653.
Il modello reologico esponenziale risulta quindi completamente deﬁnito
(v. Fig. 4.9).
Confrontro e scelta del modello reologico
Nelle ﬁgure 4.10 sono riportati i due modelli reologici determinati prece-
dentemente e si confrontano con le curve σ− ottenute sperimentalmente.
Il modello bilineare non considera la perdita di linearit` a per valori
di tensione prossimi allo snervamento; quello esponenziale, invece, tende
a sottostimare la σys e ad avere un andamento poco preciso nel campo
plastico per deformazioni comprese tra 1% e 2.5%.4.4 Modellazione del comportamento ciclico del materiale 93












Modello esponenziale curva monotona




















Figura 4.9: Modello esponenziale.
(a)



































































Figura 4.10: Confronto dei due modelli reologici e raﬀronto con i dati sperimentali.
Dal momento che in corrispondenza del raggio di fondo ﬁletto del
Pin si raggiungono solamente piccole deformazioni, dell’ordine di qualche
percento, si sceglie di implementare in ANSYS c 
 il modello bilineare.
4.4 Modellazione del comportamento ciclico del ma-
teriale
Il modello analitico per descrivere il rilassamento che ` e stato presentato
nel paragrafo 1.2.8 (v. Eq. 1.30) mette in relazione la tensione media
σm N, valutata per un numero di cicli N, con la tensione media del pri-
mo ciclo tramite una potenza del numero di cicli stesso (v. Eq. 1.31);
quest’ultima a sua volta (v. Eq. 1.33) dipende dall’ampiezza della de-4.4 Modellazione del comportamento ciclico del materiale 94
formazione alternata a(e quindi dalla tensione alternata σa) e da un va-
lore di soglia soglia
a che a sua volta ` e relazionato alla durezza Brinell del
materiale.
Si procede pertanto a raggruppare le prime dieci prove in base all’am-
piezza dello spostamento imposto2 e si riportano nelle ﬁgure 4.11, 4.12 e
4.13 gli andamenti delle tensioni medie e alternate in funzione del numero
di cicli.
(a)




















































































































Figura 4.11: Andamenti delle tensioni medie e alternate in funzione del numero di cicli
∆x = 0.114 mm: provini n◦ (a) V, (b) X, (c) VI e (d) VII.
` E importante anche notare che gli andamenti non sono monotoni: la
tensione media subisce continue oscillazioni, a volte anche molto marcate
(v. 4.12d in cui la tensione media risale di quasi 200 MPa). Analizzando
per` o gli andamenti della tensione alternata e degli spostamenti registrati
2Per le ragioni esposte nei paragraﬁ 3.4.1 e 3.4.4 ci` o equivale a raggruppare le prove in base
all’ampiezza della tensione alternata4.4 Modellazione del comportamento ciclico del materiale 95
(a)














































































































































































Figura 4.12: Andamenti delle tensioni medie e alternate in funzione del numero di cicli
∆x = 0.141 mm: provini n◦ (a) I, (b) II, (c) III, (d) VIII, (e) IX e (f) IV.
dalla macchina di prova si pu` o concludere che tali fenomeni non sono
dovuti alla macchina stessa e alla procedura di esecuzione delle prove.
Per poter eﬀettuare considerazioni sulla vita a fatica e determinare
un’eventuale inﬂuenza del rilassamento si costruiscono i diagrammi di
Haigh tramite un foglio di lavoro realizzato in MATLAB c 
 e si analizzano
i risultati in relazione alle curve di Goodman e di Gerber (v. Par. 1.2.4).
Per poter tracciare tali curve si fa riferimento alla curva S-N dei provi-4.4 Modellazione del comportamento ciclico del materiale 96
(a)




















































































































Figura 4.13: Andamenti delle tensioni medie e alternate in funzione del numero di cicli
per i restanti valori di ∆x: provini n◦ (a) XI, (b) XII, (c) XIII e (d) XIV.
ni lisci, la cui formulazione analitica ` e riportata nel paragrafo 3.5.4. Nei
diagrammi di Haigh riportati nelle ﬁgure 4.14 e 4.15 sono raﬃgurati i pro-
vini nelle loro condizioni a inizio e ﬁne prova, distinguendo se ` e avvenuta
o meno la rottura.
Dall’analisi delle ﬁgure precedenti si pu` o osservare che le curve di
Goodman non descrivono correttamente il comportamento a fatica dei
provini: quasi tutti i provini che si sono rotti (ad esclusione del numero
XII) sono posizionati in porzioni del piano a cui corrispondono durate in
termini di cicli nettamente inferiori a quelle sperimentalmente rilevate;
inoltre si sarebbero dovuti rompere tre provini (i numeri IV, VII e X)
mentre in realt` a ci` o non ` e avvenuto dopo 2 · 106 cicli.
Viceversa le curve di Gerber descrivono correttamente tutti i provini
che non si sono rotti e il comportamento dei due provini a tensione alter-
nata pi` u elevata, mentre forniscono previsioni errate per i provini I, II e4.4 Modellazione del comportamento ciclico del materiale 97



































Stato di tensione iniziale
Provini rotti
Provini non rotti
Figura 4.14: Rappresentazione dei risultati delle prove di rilassamento sul diagramma
di Haigh utilizzando le curve di Goodman.



































Stato di tensione iniziale
Provini rotti
Provini non rotti
Figura 4.15: Rappresentazione dei risultati delle prove di rilassamento sul diagramma
di Haigh utilizzando le curve di Gerber.
XII.
Dall’analisi delle ﬁgure 4.11, 4.12 e 4.15 si nota che si ottengono com-
portamenti molto diversi per provini che vengono fatti ciclare a parit` a di4.4 Modellazione del comportamento ciclico del materiale 98
tensione alternata. A titolo di esempio si analizzano gli andamenti della
tensione media riportati nelle ﬁgure 4.11c e 4.11e: nella prima il rilassa-
mento ` e molto marcato mentre la seconda quasi assente, nonostante le
tensioni medie e alternate nel primo ciclo siano circa uguali.
Per tale motivo si eseguono analisi metallograﬁche al microscopio ot-
tico su coppie di provini che, seppure sottoposti a σa e σm quasi uguali,
hanno dato luogo a comportamenti anomali: si vuole infatti determinare
se esistano cause imputabili alla struttura del materiale.
Nelle ﬁgure 4.16a e 4.17a sono rappresentati gli andamenti della ten-
sione media in funzione del numero di cicli per i provini VI e X mentre
nelle ﬁgure 4.16b e 4.17b sono riportate due immagini micrograﬁche delle
sezioni longitudinali dei campioni ricavati dalle estremit` a di tali provi-
ni (secondo un procedimento analogo a quello descritto nel paragrafo
3.1); inﬁne si riportano nelle ﬁgure 4.18 due immagini micrograﬁche delle
sezioni trasversali dei precedenti campioni.
(a)

































Figura 4.16: Provino VI: (a) andamento della tensione media e (b) micrograﬁa nella
sezione longitudinale con ingrandimento focale 8X.
Dalle ﬁgure 4.16 e 4.17 si nota che vi sono diﬀerenze sostanziali: in
entrambi ` e possibile osservare la tipica struttura della martensite rinve-
nuta ma nel provino di ﬁgura 4.16(b) ` e presente anche un fenomeno di
macrosegregazione.
A tale conclusione si ` e giunti osservando la presenza di bande di ma-
teriale di aspetto pi` u chiaro con macchie scure localizzate e di dimensioni
abbastanza rilevanti (v. Fig 4.16(a)). Tali bande risultano talvolta pi` u4.4 Modellazione del comportamento ciclico del materiale 99
(a)






























Figura 4.17: Provino X: (a) andamento della tensione media e (b) micrograﬁa nella








Figura 4.18: Immagini micrograﬁche delle sezioni in direzione trasversale ricavate (a)
dal provino VI e (b) dal X.
diﬃcilmente visibili nelle sezioni trasversali; si ritiene che le cause di tale
anomalia vadano ricercate nel processo tecnologico di realizzazione del
materiale.
In seguito sono state eseguite alcune prove di microdurezza per en-
trambi i provini: in corrispondenza delle zone a struttura martensitica
rinvenuta la durezza ` e pari a 330 HV per entrambi i provini, mentre in
corrispondenza della macrosegregazione la durezza ` e compresa tra 275 e
300 HV.
Va per` o sottolineato che precedentemente a questa attivit` a di tesi
presso il DIMNP sono state eseguite prove sperimentali su componen-
ti in piena scala e non sono mai stati rilevate eventuali anomalie sul
comportamento ciclico che siano imputabili alla struttura del materiale.4.4 Modellazione del comportamento ciclico del materiale 100
Si propone pertanto come ulteriore attivit` a di ricerca futura:
• la caratterizzazione micrograﬁca di tutti i provini gi` a testati;
• l’esecuzione di prove a tensione media non nulla ma senza che il valore
massimo superi lo snervamento, per vedere se ` e possibile determinare
un modello analitico per il rilassamento.Capitolo 5
Analisi agli Elementi Finiti delle
connessioni ﬁlettate
Le simulazioni tramite il Metodo degli Elementi Finiti (FEM) sono svol-
te al ﬁne di determinare in maniera precisa lo stato di tensione e di
deformazione nei punti critici delle connessioni ﬁlettate dei Drill Collars.
Tali analisi sono eﬀettuate per le connessioni coniche ﬁlettate NC26
e NC50, per le quali si hanno a disposizione i risultati delle prove a
ﬂessione alternata in piena scala (v. Par. 2.2); tuttavia, dal momento
che il modello ` e stato parametrizzato in quasi tutta la sua interezza, ` e
possibile ottenere qualsiasi tipologia di connessione variando i parametri
geometrici.
5.1 Analisi preliminare
Prima di procedere alla schematizzazione del problema e alla realizzazione
del modello FEM si devono analizzare la geometria della connessione e i
carichi da applicare.
La geometria della ﬁlettatura nella realt` a ` e elicoidale e alle estremit` a
i ﬁletti sono troncati (quindi molto pi` u deformabili di quelli nella parte
centrale della connessione).
Per rappresentare i dettagli geometrici e le reali condizioni di carico
si dovrebbe realizzare un modello tridimensionale: tuttavia il calcolo ri-5.1 Analisi preliminare 102
chiederebbe tempi di calcolo troppo elevati, a meno di rendere la mesh
grossolana.
Una sempliﬁcazione molto diﬀusa ` e quella di considerare la ﬁlettatura
assialsimmetrica e realizzare un modello bidimensionale. Si rappresenta
solo met` a della sezione che si ottiene intersecando la connessione con
un piano in direzione longitudinale e si impone che l’asse y del modello
coincida con l’asse del Drill Collar.
y
Figura 5.1: Sezione longitudinale della connessione ﬁlettata di un Dill Collar.
Per determinare l’entit` a dell’errore che si introduce con tale sempliﬁ-
cazione si rimanda al paragrafo 5.4.
Si ` e soliti inoltre trascurare eventuali azioni torsionali e tangenziali
(come ad esempio l’attrito); le condizioni di carico a cui ` e sottoposta la
connessione (v. Fig. 5.2) sono:
• forzamento dovuto al serraggio iniziale;
• ﬂessione rotante, dovuta principalmente all’attraversamento di Dog-
legs (ma anche all’instabilit` a e a vibrazioni).
Se si considera l’andamento della tensione sul fondo ﬁletto in funzione
del tempo ` e possibile identiﬁcare tre fasi. Nella prima viene applicato il5.1 Analisi preliminare 103
(a)
(b)
Figura 5.2: Condizioni di carico: (a) serraggio iniziale e (b) ﬂessione rotante.
serraggio iniziale: i ﬁanchi dei ﬁletti vengono in contatto e si determina
una prima plasticizzazione nei punti critici. Nella seconda fase si risolve
il caricamento dovuto a bending: sommando gli eﬀetti a quelli della pre-
cedente sollecitazione, si produce un’ulteriore deformazione plastica e si
arriva a shakedown nelle condizioni di tensioni massime. Nell’ultima fase,
inﬁne, si cicla in campo elastico.
Il serraggio iniziale ` e un carico di tipo assialsimmetrico. In un primo
momento ` e stato deﬁnita l’interferenza assiale in mm; tuttavia nella fase
di ricerca della tuttavia non ` e stato possibile raggiungere la convergenza.
Il serraggio iniziale ` e stato rappresentato tramite l’applicazione di un gra-
diente termico [20]: sono state deﬁnite le propriet` a termiche del materiale
ed ` e stata determinata la temperatura a cui ` e associata un livello equiva-
lente di deformazione assiale. Dal momento che la geometria, i vincoli e
i carichi sono assialsimmetrici, ` e pertanto possibile utilizzare per la mesh
gli elementi PLANE 42.
La presenza di plasticizzazioni locali in prossimit` a di punti critici, co-
me i raggi di fondo ﬁletto, non va trascurata e, per i motivi analizzati
nel paragrafo 4.3.2, si utilizza il modello reologico bilineare. Lo studio
della plasticit` a necessita di eseguire un’analisi non lineare e quindi pu` o
presentare problemi di convergenza.
Nella fase di scaricamento elastico parziale il carico varia circonferen-
zialmente con un andamento sinusoitale. Dal momento che la geometria
` e assialsimmetrica ` e possibile utilizzare gli elementi PLANE 25, per i
quali ` e possibile deﬁnire il carico come serie armonica di Fourier. Tali
elementi operano esclusivamente nell’ambito di analisi lineari, in quanto5.2 Illustrazione del modello FEM 104
solo in tale caso lo stato di tensione e di spostamento mostrano una simile
dipendenza dalla coordinata angolare ϑ e un legame lineare tra di esse.
Gli elementi PLANE 25 non possono essere utilizzati nel caso del pri-
mo caricamento dovuto alla ﬂessione rotante perch` e entrando in campo
plastico non vale la legge di Hooke.
5.2 Illustrazione del modello FEM
I ﬁles batch realizzati per eseguire l’analisi FEM sono riportati nell’Ap-
pendice B.2: per rendere pi` u agevole la programmazione alcuni blocchi di
comandi (come ad esempio quelli per la costruzione della geometria, della
mesh) sono stati riportati in ﬁles diﬀerenti e richiamati tramite l’apposito
comando dal ﬁle di lancio.
Si ` e proceduto realizzando un unico ﬁle che permettesse di analizzare
le tre diﬀerenti condizioni di carico (v. par. 5.1) per le due conﬁgurazioni
geometriche: all’inizio del ﬁle vengono deﬁniti i parametri sceltaNC e
sceltaMODELLO e associati ad essi opportuni valori numerici.
Nel caso in cui si scelga di procedere all’analisi del precarico o dello
scaricamento elastico parziale il programma procede secondo i seguenti
passi:
• deﬁnizione del modello del materiale con cui ` e realizzata la connes-
sione;
• caricamento dei parametri ausiliari e di quelli geometrici;
• costruzione della geometria della connessione;
• suddivisione in elementi;
• deﬁnizione, nel caso di precarico, delle aree a cui applicare il modello
elastoplastico bilineare;
• applicazione dei vincoli e dei i carichi;
• soluzione e presentazione dei risultati.5.2 Illustrazione del modello FEM 105
Nel caso, invece, si voglia studiare la ﬂessione rotante con il modello
elastoplastico il programma procede secondo i seguenti passi:
• caricamento dei risultati ottenuti dalla soluzione nel caso del preca-
rico;
• applicazione del carico costante;
• soluzione e presentazione dei risultati.
5.2.1 Deﬁnizione dei modelli del materiale
Per la deﬁnizione del modello del materiale non si tiene conto delle pro-
priet` a cicliche dell’acciaio (come lo shakedown, il rilassamento e il softe-
ning), dal momento che nel paragrafo 4.4 non ` e stato possibile deﬁnire
un modello analitico; si fa pertanto riferimento alla curva di trazione
monotona.
Nel caso dell’analisi di Fourier (v. Par. 5.1), il materiale ` e perfetta-
mente elastico: ` e suﬃciente deﬁnire il modulo di Young E e il modulo di
Poisson ν.
Nei restanti casi, invece, il comportamento del materiale ` e elastopla-
stico; si procede alla risoluzione di un sistema di n equazioni (dove n ` e il
numero di gradi di libert` a del modello) non lineari, con il rischio di non
raggiungere la convergenza o comunque di raggiungerla ma con tempi di
calcolo molto elevati.
Si preferisce pertanto deﬁnire il modello perfettamente elastico per le
zone in cui si prevede non vi sia plasticizzazione e quello bilineare per
quelle in cui si prevede che tale fenomeno possa veriﬁcarsi.
Il modello bilineare (v. Fig. 5.3) richiede di deﬁnire, oltre al modulo
di Young e quello di Poisson, il valore della tensione di snervamento e il
modulo tangente EP.
Come analizzato nel paragrafo 5.1 il preserraggio viene schematizzato
come dilatazione termica, che, per` o, deve interessare esclusivamente le
zone di battuta tra il Pin e il Box.5.2 Illustrazione del modello FEM 106
Figura 5.3: Modello bilineare in Ansys.
Si preferisce sottoporre tutto il modello ad una temperatura diﬀerente
dal valore ambiente e deﬁnire le propriet` a termiche solo per un terzo ti-
po di materiale, con cui viene realizzata una piccola porzione del Box in
prossimit` a dello spallamento del Pin. Il modello di tale materiale ` e per-
fettamente elastico e possiede non nullo solo il coeﬃciente di dilatazione
termica α in direzione y, lungo la quale si veriﬁca l’interferenza dovuta al
serraggio.
5.2.2 Parametri ausiliari
I parametri ausiliari corrispondono ai numeri dei sistemi di riferimento e
di entit` a determinate a mano anzicch´ e tramite selezione e poi il comando
*get: sono riportati i numeri dei nodi, dei keypoints e delle aree per la
ricostruzione delle aree dei ﬁletti (v. par. 5.2.4), i numeri delle aree
per la deﬁnizione di quelle con comportamento elastoplastico e i nodi di
partenza dei path.5.2 Illustrazione del modello FEM 107
5.2.3 Parametri geometrici
La costruzione della geometria delle connessioni ` e stata eﬀettuata seguen-
do le disposizioni riportate nella speciﬁca [21], nella quale sono tabulati
i valori in pollici di tutte le dimensioni principali di ogni tipologia di
connessione.
Nella tabella 5.1 sono riportati le dimensioni caratteristiche delle con-
nessioni NC26 e NC50 (che fanno riferimento alla ﬁgura 5.4 [21]) mentre
nella tabella 5.2 sono riportate quelle della ﬁlettatura V −0.038R (v. Fig.
5.5 [21]), con cui vengono realizzate entrambe le connessioni.
NC26 NC50
Thread Form V-0.038R V-0.038R
Threads per Inch 4 4
Taper, Inces per Foot on Diameter 2 2
Pitch Diameter of Thread at Gauge Point, C 2.66800 5.04170
Large Diameter of Pin, DL 2.876 5.250
Diameter of Flat on Pin, DLF 2.750 5.135
Small Diameter of Pin, DS 2.376 4.500
Length of Pin, LPC 3 4 1/2
Minimum Length of Box Threads, LBT 3 1/8 4 5/8
Depth of Box, LBC 3 5/8 5 1/8
Box Counter-bore, QC 2 15/16 5 5/16
Tabella 5.1: Dimensioni caratteristiche delle connessioni coniche ﬁlettate NC26 e NC50.
Pitch, p 0.25
Taper [in/ft] 2
Reference Thread Height, Not Truncated, H 0.216005
Reference Thread Height, Truncated, hn = hs 0.121844
Reference Root Truncation, srn = srs,frn = frs 0.038000
Reference Crest Truncation, frn = frs 0.056161
Crest, Fcn = Fcs 0.065
Root Radius, rrn = rrs 0.038
Radius at Thread Corners Form, r 0.015
Tabella 5.2: Dimensioni caratteristiche della ﬁlettatura V − 0038R.5.2 Illustrazione del modello FEM 108






















Figura 5.5: Geometria dei ﬁletti di forma V − 0.038R.
I numeri dei ﬁletti completi e di quelli in presa (escluso quelli troncati)
del Pin e del Box di ciascuna connessione si ricavano dalle dimensioni
precedentemente analizzate e sono riportati nella tabella 5.3.
Filetti totali PIN Filetti totali BOX Filetti in presa
NC26 10 12 9
NC50 16 18 15
Tabella 5.3: Dimensioni caratteristiche della ﬁlettatura V − 0038R.
5.2.4 Costruzione della geometria
Per i motivi esplicitati nel paragrafo 5.1 si rappresenta solo met` a sezione
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Partendo dalla ﬁlettatura si costruiscono il Pin e, successivamente, il
Box secondo un processo bottom-up: si creano inizialmente i keypoints,
poi si deﬁniscono le linee e inﬁne le aree.
La geometria dei ﬁletti ` e creata in modo che sia possibile costruire
tramite elementi quadrangolari una mesh di tipo mapped (v. Fig. 5.6).
Successivamente, tramite il comando AGEN, si costruiscono i restanti
ﬁletti e inﬁne le aree del corpo centrale, secondo i valori riportati in 5.1.
Figura 5.6: Rappresentazione delle aree che costituiscono ogni ﬁletto.
Nelle ﬁgure 5.7a e 5.7b sono rappresentati rispettivamente i modelli
delle connessioni NC26 e NC50.
(a) (b)
Figura 5.7: Modelli geometrici delle connessioni (a) NC26 e (b) NC50.
Se si procedesse alla modellazione dei ﬁletti cos` ı come sono stati co-
struiti sinora, si avrebbe una non perfetta corrispondenza dei nodi del
Pin con quelli del Box sul ﬁanco in contatto.5.2 Illustrazione del modello FEM 110
Non si ` e potuto procedere diversamente perch´ e nella fase iniziale della
costruzione della geometria del modello non ` e noto a priori quali porzioni
dei ﬁanchi sono eﬀettivamente in contatto e quali invece fronteggiano i
raggi di raccordo di testa dei ﬁletti.
Per tale motivo si cancellano le linee che rappresentano i ﬁanchi a
contatto e le aree da esse costituite; tramite i keypoints delle estremit` a
dei ﬁanchi e dei raggi di raccordo si procede ad una nuova modellazione:
ciascun ﬁanco a contatto viene diviso in due parti, di cui una fronteggia il
raccordo e viene suddivisa in elementi senza vincoli, mentre l’altra nello
stesso modo della porzione di ﬁletto con cui va a contatto.
(a) (b)
Figura 5.8: Rappresentazione delle linee che costituiscono i ﬁanchi a contatto (a) prima
e (b) dopo l’operazione di ricostruzione.
5.2.5 Costruzione della mesh
Per la deﬁnizione della mesh si deve considerare che in corrispondenza dei
ﬁletti e dello spallamento di tenuta gli elementi devono essere molto piccoli
per poter eﬀettuare una corretta rappresentazione. Si hanno quindi alcuni
vincoli sulla suddivisione in elementi delle aree centrali dei due elementi
della connessione; si deve evitare che i nodi degli elementi pi` u piccoli non
trovino corrispondenza con quelli degli elementi pi` u grandi: in tal caso il
modello introdurrebbe una cedevolezza maggiore rispetto a quella reale.
Si suddividono dapprima le linee appartenenti alle aree che costitui-
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di precisione dell’analisi o di coincidenza di nodi si rende la mesh pi` u
grossolana per ridurre, per quanto possibile, il numero di gradi di libert` a
e quindi i tempi di risoluzione.
Per determinare il numero di suddivisioni delle linee si procede in ma-
niera iterativa, prendendo a riferimento il primo ﬁletto in presa del Pin,
che ` e solitamente il punto maggiormente critico. In corrispondenza della
superﬁcie lo stato di tensione deve essere biassiale: per come ` e disposto
il modello, la tensione radiale σx deve quindi essere nulla o comunque
trascurabile rispetto alla σy e alla σz.
A tal ﬁne ` e necessario aumentare molto il numero di divisioni dei rac-
cordo di fondo ﬁletto e in senso radiale; oltre certi valori per` o i beneﬁci
sono molto piccoli mentre i tempi di calcolo crescono esponenzialmente.
Come compromesso tra l’esigenza di precisione e i tempi di calcolo ridotti
sono stati scelti i valori riportati nella tabella 5.4.
Fianco - n◦ totale 12
Fianco - porzione non in contatto 1
Raggio di raccordo di fondo ﬁletto 20
Interno 30
Raggio di raccordo di testa 10
Tabella 5.4: Numero di suddivisioni delle linee che costituiscono i ﬁletti.
Il numero di suddivisioni dei raggi di raccordo di fondo ﬁletto deve
essere pari per avere un nodo in corrispondenza dell’apice. Nella tabella
5.5 sono riportati i numeri di suddivisioni per le linee non vincolate del
corpo centrale del Pin e del Box.
Interno 8
Raggio di raccordo 12
Corpo centrale 3
Aree termiche trasversalmente 2
Tabella 5.5: Numero di suddivisioni delle linee non vincolate.
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ogni area solo quattro linee; pertanto ` e necessario concatenare tra loro le
seguenti linee:
• i segmenti e i raggi di raccordo di testa dei ﬁletti;
• le due porzioni in cui sono stati suddivisi i ﬁanchi dei ﬁletti in
contatto;
• le linee opposte al raccordo dello spallamento di tenuta.
Nella ﬁgura 5.9 ` e mostrata la mesh per uno dei ﬁletti: si nota che essa
` e molto ﬁne e, scegliendo accuratamente i valori delle suddivisioni delle
linee, gli elementi siano abbastanza regolari.
Figura 5.9: Suddivisione in elementi dei ﬁletti.
Dopo aver eﬀettuato la mesh si deﬁnisce per quali elementi applicare
il modello reologico bilineare (nelle ﬁgure 5.10 e 5.11 in rosso) e per quali
deﬁnire le propriet` a termiche (in arancione).
Il serraggio iniziale determina un’interferenza che agisce sia sul Pin
che sul Box; per semplicit` a di rappresentazione si considera che solo una
piccola porzione del Box, di spessore noto, possiede propriet` a termiche
(v. Fig. 5.10) e si impongono opportuni vincoli sui nodi di contatto (v.
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Figura 5.10: Elementi del Box per cui deﬁnire le propriet` a termiche.
Per le ragioni esposte nel paragrafo 5.1 non ` e possibile eseguire l’ana-
lisi FEM considerando per tutti gli elementi che costituiscono il modello
il comportamento elastoplastico. Dal momento per` o che la rottura per
fatica aviene quasi sempre in corrispondenza del primo ﬁletto in presa
del Pin e talvolta in corrispondenza del primo ﬁletto del Box1, il modello
bilineare del materiale viene applicato solo in tali zone: sia per l’NC26
che per l’NC50 tale modello ` e applicato ai due ﬁletti pi` u esterni e ai tre
pi` u interni (v. Fig. 5.11a).
Dalle prime analisi FEM eseguite si nota che in corrispondenza del
raggio di raccordo di spallamento si ha un notevole eﬀetto di concentra-
zione dello stato di tensione; per tale motivo si estende anche a tale zona
il modello elastoplastico.
La scelta delle aree a comportamento elastoplastico non ` e per` o imme-
diata: ` e necessario veriﬁcare che la plasticizzazione in corrispondenza del
raggio di fondo ﬁletto sia tutta compresa in tale zona e che quindi non si
sbagli a considerare il materiale circostante in condizioni elastiche.
Per evitare che in corrispondenza della transizione tra il modello ela-
stoplastico e quello perfettamente elastico lo stato di tensione mostri
1Ci` o vale solo per la connessione NC50.5.2 Illustrazione del modello FEM 114
(a) (b)
Figura 5.11: (a) Aree con modello bilineare per la connessione NC26 e (b)
rappresentazione della mesh in corrispondenza del primo ﬁletto in presa del Pin.
signiﬁcative variazioni in tali aree ` e necessario inﬁttire la mesh.
5.2.6 Vincoli
Per le considerazioni eﬀettuate nel paragrafo 5.1 gli elementi con cui si
sceglie di eseguire la mesh sono PLANE42 assialsimmetrici e PLANE 25;
per essi ` e suﬃciente vincolare uno o pi` u nodi in direzione assiale: nel caso
in analisi tramite il comando D si impedisce la traslazione lungo y a tutti
i nodi della superﬁcie inferiore del Pin.
Si analizzano di seguito i vincoli di contatto tra il Pin e il Box in
corrispondenza dei ﬁletti e dello spallamento del Pin.
Per connettere due nodi (anche geometricamente coincidenti) appar-
tenenti a due corpi diversi in ANSYS c 
 si utilizzano gli elementi GAP:
se i due corpi si muovono in modo tale da determinare compenetrazione,
gli elementi GAP trasmettono una forza di compressione ed evitano tale
fenomeno; viceversa se i due corpi tendono ad allontanarsi, sono liberi di
farlo e gli elementi GAP non intervengono.
Tali elementi producono per` o un’analisi non lineare e devono essere
utilizzati solo quando strettamente necessari. Se la superﬁcie di contatto
` e nota a priori ` e conveniente utilizzare i comandi CP e CE, che rappre-
sentano vincoli di dipendenza e producono un’analisi di tipo lineare.
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corpi devono essere sempre in contatto per poter garantire la tenuta dei
fanghi all’interno della tubazione. Nel contatto tra Pin e Box non devono
poi essere trascurati i fenomeni di attrito; per tale motivo si procede a
selezionare a coppie i nodi geometricamente coincidenti delle due linee che
costituiscono lo spallamento e (v. Fig. 5.12) si procede all’applicazione
dei comandi CP lungo la direzione radiale (per schematizzare l’attrito) e
assiale (per rappresentare il contatto vero e proprio).
Figura 5.12: Vincoli di dipendenza in corrispondenza dello spallamento.
I contatti avvengono sempre sullo stesso ﬁanco dei ﬁletti per la presen-
za del preserraggio; dalla letteratura [2] per` o ` e possibile stabilire a priori
che i ﬁletti non sono tutti caricati allo stesso modo, ma le linee di forza
passano principalmente per il primo ﬁletto in presa. Dal momento che il
preserraggio ha un valore piuttosto elevato ` e lecito considerare che anche
nel caso in cui si esegua lo scaricamento elastico il contatto avvenga anche
sui ﬁletti intermedi.
I vincoli di dipendenza non si applicano sui due ﬁletti troncati alle
estremit` a del Pin e del Box: nella realt` a la ﬁlettatura ` e elicoidale e la
porzione di ﬁletto troncato eﬀettivamente in contatto ` e piccola e non ha
funzioni strutturali2.
2Essendo molto deformabile plasticizza subito ed ` e come se non ci fosse.5.2 Illustrazione del modello FEM 116
Per ogni ﬁletto si considera che il contatto avvenga solo laddove sono
sovrapposti i tratti rettilinei dei ﬁanchi; si trascura pertanto la possibilit` a
che il raggio di raccordo di testa possa andare in contatto in seguito alla
deformazione del ﬁletto.
I vincoli di dipendenza sui ﬁletti sono applicati lungo la direzione pa-
rallela e perpendicolare ai ﬁanchi in contatto: nel primo caso si sche-
matizza l’attrito allo scorrimento dei ﬁletti mentre nel secondo la forza
eﬀettivamente trasmessa (v. Fig. 5.13).
Figura 5.13: Vincoli di dipendenza sui ﬁanchi dei ﬁletti in contatto.
5.2.7 Condizioni di carico e soluzione
Per permettere che l’analisi possa raggiungere velocemente la convergenza
si imposta la suddivisione automatica del loadstep in substep tramite il
comando AUTOTS.
Il carico ` e applicato a rampa tramite il comando KBC: in ogni substep
cresce linearmente a partire dal valore raggiunto al termine del substep
precedente, ﬁno a raggiungere il valore massimo al termine dell’ultimo
substep del loadstep.
Per la deﬁnizione dei carichi da applicare al modello si fa riferimento
alle considerazioni svolte nei paragraﬁ 5.1 e 5.2.5.5.2 Illustrazione del modello FEM 117
Le propriet` a temiche del materiale sono legate all’interferenza dovuta
al serraggio iniziale dall’equazione 5.1, in cui α ` e il coeﬃciente di dila-
tazione termica, posto per comodit` a pari a 0.001, ∆T la diﬀerenza di
temperatura applicata3 e e y lo spessore totale degli elementi per i quali
sono deﬁnite le caratteristiche termiche, pari a 0.213 mm.
∆y = α · ∆T · e y (5.1)
I valori dell’interferenza e della diﬀerenza di temperatura applicata alle
connessioni NC26 e NC50 sono riportati nella tabella 5.6.
Connessione Interferenza Temperatura
∆y [mm] ∆T [◦C]
NC26 0.069225 325
NC50 0.1709325 802.5
Tabella 5.6: Temperature applicate per la simulazione del serraggio iniziale.
Nel caso dello scaricamento elastico parziale il valore massimo della
pressione ` e deﬁnito all’inizio del ﬁle batch dal parametro Smax; dopo
aver determinato la pendenza dell’andamento triangolare e il valore di
quest’ultimo in corrispondenza del raggio interno della connessione, si
applica una pressione a crescita lineare (v. Fig 5.14).
Figura 5.14: Andamento della pressione triangolare per modellare lo scaricamento
dovuto a bending.
3Si ricordi che a T = 0 corrisponde la temperatura ambiente.5.2 Illustrazione del modello FEM 118
Si applica una distribuzione di trazione anzicch` e una di compressione
(come sarebbe richiesto) perch` e altrimenti andrebbero in contatto i ﬁanchi
superiori del Pin; per la presenza del precarico invece il contatto ` e sempre
su quelli inferiori e considerando una distribuzione di compressione si
otterrebbero risultati errati.
Figura 5.15: Andamento della pressione costante per la simulazione del bending.
La pressione costante di trazione con cui si schematizza il caricamento
dovuto a bending ` e determinata tramite considerazioni geometriche: ` e
pari al valore che la distribuzione triangolare assume in corrispondenza
del primo ﬁletto in presa del Pin (v. Fig. 5.15). Si riportano nella tabella
5.7 i livelli di carico per le connessioni NC26 e NC50.
Connessione Valore costante della pressione
NC26 Smax · (32.13/44.45)
NC50 Smax · (60/84.4)
Tabella 5.7: Determinazione del valore costante della pressione per la simulazione del
bending.
5.2.8 Path
Le prove sperimentali analizzate nel paragrafo 2.2 hanno individuato come
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fatica il primo ﬁletto in presa del Pin e quello del Box (solo per` o per la
connessione NC50 per determinate condizioni di carico).
Si determina lo stato di tensione e quello di deformazione in corrispon-
denza dei punti critici rilevati dalle prove in piena scala (v. Par. 2.2): si
deﬁniscono un path per il Pin e uno per il Box, aventi origine nell’apice
del ﬁletto e termine nel punto di transizione tra la zona elastica e quella
plastica (v. Fig. 5.16).
Ogni path ` e costituito da 100 punti, per i quali vengono determinati
i valori delle tensioni normali σx, σy e σz, la tensione tangenziale σxy, la




Figura 5.16: Deﬁnizione del path per la determinazione dello stato di tensione e di
deformazione.
5.3 Risultati delle Simulazioni FEM
Le analisi FEM sono eseguite per simulare le condizioni di carico a cui
sono state testate le connessioni NC26 e NC50 (v. par. 2.2).
In base alle considerazioni eﬀettuate nel par. 5.1, si procede in primo
luogo alla simulazione del serraggio iniziale; una volta ottenuti i risulta-
ti di tali analisi si simulano la trazione costante dovuta a bending e lo
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Nella trattazione seguente si fa riferimento alla connessione NC26 sot-
toposta al serraggio iniziale e alla ﬂessione alternata di tensione massima
pari a 100 MPa.
Risolvendo l’analisi del serraggio iniziale si osserva che le deformazioni
termiche sono costanti e non nulle solo in una piccola porzione del Box
(v. Fig. 5.17): come analizzato nei paragraﬁ 5.2.5 e 5.2.7, si applica una
diﬀerenza di temperatura costante su tutto il modello e si deﬁniscono le
propriet` a termiche solo per alcuni elementi (v. Fig. 5.10).
Figura 5.17: Deformazioni termiche per la rappresentazione del serraggio iniziale nelle
connessioni NC26.
Nella ﬁgura 5.18 ` e riportato l’andamento della deformata in scala reale
in corrispondenza del primo ﬁletto in presa: inizialmente i ﬁanchi del ﬁlet-
to sono entrambi in contatto, mentre sotto l’azione del serraggio iniziale
il ﬁletto si deforma e solo quello superiore rimane tale.
Nelle ﬁgure 5.19 e 5.20 sono riportati gli andamenti della tensione
in direzione assiale σy e quella equivalente secondo Von Mises σeq. In
corrispondenza della superﬁcie lo stato di tensione ` e biassiale e, per come
` e orientato il modello, si pu` o ritenere che la σy sia circa pari alla tensione
principale massima σ1. La tensione σeq ` e invece l’ampiezza del diametro
pi` u esterno del circolo di Mohr equivalente ed ` e utile per deﬁnire le zone
che plasticizzano.
Dall’analisi della ﬁgura 5.19a si osserva che i punti con tensione mas-
sima sono i primi ﬁletti in presa e il raggio di raccordo dello spallamento;5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 121
Figura 5.18: Serraggio iniziale: deformazione del primo ﬁletto in presa.
(a) (b)
Figura 5.19: Serraggio iniziale: andamento della tensione σy (a) nella parte centrale
della connessione e (b) in corrispondenza del primo ﬁletto in presa Pin.
dalla ﬁgura 5.20a si osserva per` o che il punto maggiormente critico ` e il
primo ﬁletto in presa del Pin.
Il valore massimo della σeq pari a 1857 MPa rilevato in corrispondenza
dello spallamento ` e dovuto al fatto che in tale zona il modello del ma-
teriale ` e quello perfettamente elastico e all’applicazione di forze nodali
in corrispondenza di uno spigolo non raccordato. Per avere una migliore
modellazione di tale zona sarebbe necessario inﬁttire la mesh, modellare
l’eﬀettivo raccordo e deﬁnire il modello del materiale elastoplastico. Dal
momento che nelle prove sperimentali riportate in 2.2 ` e stato rilevato che
tale zona non ` e critica si trascura ogni ulteriore miglioria del modello5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 122
(a) (b)
Figura 5.20: Serraggio iniziale: andamento della tensione σeq (a) nella parte centrale
della connessione e (b) in corrispondenza del primo ﬁletto in presa Pin.
FEM.
Analizzando lo stato di tensione del primo ﬁletto in presa (v. Fig.
5.19b) si osserva che la σmax
y ` e raggiunta non in corrispondenza della su-
perﬁcie ma nelle immediate vicinanze. Tale fenomeno ` e dovuto alla plasti-
cizzazione locale del materiale; se infatti si osserva l’andamento della σeq
nella ﬁgura 5.20b tale andamento non ` e pi` u presente, poich´ e considerano
anche le componenti delle tensioni in direzione x e z.
Il valore massimo dello stato di tensione non ` e per` o raggiunto in cor-
rispondenza dell’apice del raggio di fondo ﬁletto ma ` e spostato verso il
ﬁletto in contatto; si scelie di trascurare tale eﬀetto e di considerare l’apice
come punto critico.
(a) (b)
Figura 5.21: Serraggio iniziale: andamento della deformazione 
eq
pl (a) nella parte centrale
della connessione e (b) in corrispondenza del primo ﬁletto in presa Pin.5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 123
Nelle ﬁgure 5.21 ` e riportato l’andamento della deformazione equiva-
lente secondo Von Mises 
eq
pl nella parte centrale della connessione e in
corrispondenza del raggio di fondo ﬁletto. Il valore di deformazione mas-
sima ` e raggiunto in corrispondenza del ﬁanco del ﬁletto (v. Fig 5.23);
tuttavia se si analizza lo stato di tensione (v. Fig 5.22) in tale zona si
osserva che ` e di compressione e pertanto non ` e in condizioni critiche.
Figura 5.22: Serraggio iniziale: stato di tensione in corrispondenza del ﬁanco del primo
ﬁletto in presa del Pin.
Figura 5.23: Serraggio iniziale: deformazione in corrispondenza del ﬁanco del primo
ﬁletto in presa del Pin.
Si osserva inoltre che la deformazione plastica ` e molto ridotta in corri-
spondenza del raggio di raccordo dello spallamento e non si estende mai5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 124
al di fuori della zona per la quale ` e stato deﬁnito il modello reologico
bilineare.
In seguito all’applicazione della pressione costante (v. Figg. 5.24,
5.25 e 5.26) si osserva che le tensioni e la deformazione plastica raggiun-
gono valori pi` u elevati rispetto quelli dovuti al serraggio iniziale, ma le
considerazioni eﬀettuate nell’analisi precedente sono ancora valide.
Figura 5.24: Pressione costante: andamento della tensione σy in corrispondenza del
primo ﬁletto in presa del Pin.
Figura 5.25: Pressione costante: andamento della tensione σeq in corrispondenza del
primo ﬁletto in presa del Pin.
Analizzando lo stato di tensione (v. Figg. 5.27 e 5.28) si osserva che5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 125
Figura 5.26: Pressione costante: andamento della deformazione 
eq
pl in corrispondenza
del primo ﬁletto in presa Pin.
in corrispondenza del primo ﬁletto in presa del Box il materiale rimane
in campo elastico.
Figura 5.27: Pressione costante: andamento della tensione σy in corrispondenza del
primo ﬁletto in presa del Box della connessione NC50.
Dall’analisi con gli elementi di Fourier (v. Fig. 5.29a) si pu` o osservare
che i ﬁanchi dei ﬁletti sono in compressione mentre i raccordi in trazione;
tali sollecitazioni hanno segno opposto a quelle che si hanno nella realt` a
nello scaricamento in quanto si applica sulla sommit` a della connessione
una sollecitazione di trazione anzicch` e una di compressione (v. par. 5.1).5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 126
Figura 5.28: Pressione costante: andamento della tensione σeq in corrispondenza del
primo ﬁletto in presa del Box della connessione NC50.
(a) (b)
Figura 5.29: Analisi Fourier: andamento della σy (a) nella connessione e (b) in
corrispondenza del primo ﬁletto in presa del Pin.
Dalla ﬁgure 5.29b e 5.30 si osserva inoltre che anche per questa tipo-
logia di carico il punto maggiormente critico ` e l’apice del raggio di fondo
intaglio del primo ﬁletto in presa del Pin; dal momento che non sono
presenti plasticizzazioni locali l’andamento della tensione in direzione y
decresce in maniera monotona allontanandosi dalla superﬁcie del ﬁletto.
Si riportano nelle tabelle 5.8, 5.9, 5.10, 5.11 e 5.12 i valori dello stato
di tensione nel Pin e nel Box per tutte le condizioni di carico per cui sono
state eseguite le prove sperimentali (v. Par. 2.2). Sono tabulati solo i
valori delle tensioni σy e σz per il primo ﬁletto in presa del Pin e del Box
dal momento che sulla superﬁcie lo stato di tensione ` e biassiale; per come5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 127
Figura 5.30: Analisi Fourier: andamento della tensione σeq in corrispondenza del primo
ﬁletto in presa del Pin.
` e disposto il modello tali tensioni sono circa pari a quelle nelle direzioni
principali σ1 e σ2.
La tensione σx assume in tutte le analisi un valore non nullo ma di due
ordini di grandezza inferiore alla σy; per tale motivo se ne trascurano gli
eﬀetti.
Per tutte le condizioni di carico a cui sono sottoposte le connessioni
ﬁlettate deformazione plastica in corrispondenza del primo ﬁletto in presa
del Box ` e nulla.
Connessione Pin Box
σy [MPa] σz [MPa] 
eq
pl σy [MPa] σz [MPa]
NC26 1017 462 6.26 · 10−3 138 11
NC50 1032 486 8.51 · 10−3 168 23
Tabella 5.8: Stati di tensione e di deformazione dovuti al serraggio iniziale.
Per il successivo confronto con i dati sperimentali riportati nel paragra-
fo 2.2 ` e utile determinare le condizioni di ciclaggio in termini di tensioni
media e alternata.
In base alle considerazioni svolte nel paragrafo 5.1 la condizione di
tensione massima ` e raggiunta in seguito all’applicazione della pressione
costante; la condizione minima, invece, si ottiene sottraendo ad ogni com-5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 128
Carico Pin Box
σ0 [MPa] σy [MPa] σz [MPa] 
eq
pl σy [MPa] σz [MPa]
50 1027 474 7.70 · 10−3 362 62
55 1028 475 7.86 · 10−3 385 67
60 1029 476 8.02 · 10−3 407 72
70 1031 478 8.34 · 10−3 452 83
80 1033 480 8.67 · 10−3 497 93
90 1035 482 9.00 · 10−3 542 103
100 1037 485 9.35 · 10−3 587 113
Tabella 5.9: Stati di tensione e di deformazione ricavati col modello elastoplastico per
la connessione NC26.
Carico Pin Box
σ0 [MPa] σy [MPa] σz [MPa] σy [MPa] σz [MPa]
50 173 45 170 37
55 190 50 186 40
60 208 54 203 44
70 242 63 237 51
80 277 72 271 59
90 311 81 305 66
100 346 90 339 73
Tabella 5.10: Stati di tensione ricavati col modello perfettamente elastico per la
connessione NC26.
Carico Pin Box
σ0 [MPa] σy [MPa] σz [MPa] 
eq
pl σy [MPa] σz [MPa]
55 1042 495 1.02 · 10−2 474 94
58 1043 496 1.03 · 10−2 491 98
60 1043 496 1.03 · 10−2 502 100
70 1045 498 1.07 · 10−2 558 113
80 1047 500 1.10 · 10−2 613 126
90 1049 502 1.13 · 10−2 669 139
100 1051 503 1.16 · 10−2 725 152
Tabella 5.11: Stati di tensione e di deformazione ricavati col modello elastoplastico per
la connessione NC50.
ponente dello stato di tensione il doppio dei valori ottenuti dall’analisi di
Fourier.5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 129
Carico Pin Box
σ0 [MPa] σy [MPa] σz [MPa] σy [MPa] σz [MPa]
55 179 45 231 53
58 189 47 244 56
60 195 48 253 58
70 228 57 295 68
80 260 65 337 77
90 293 73 379 87
100 326 81 421 96
Tabella 5.12: Stati di tensione ricavati col modello perfettamente elastico per la
connessione NC50.
Considerando le equazioni 1.3 e 1.4 si ottengono i valori medio e al-
ternato di ogni componente dello stato di tensione e si riportano nelle











50 854 429 173 45 192 25 170 37
55 838 425 190 50 199 27 186 40
60 821 422 208 54 204 28 203 44
70 789 415 242 63 215 32 237 51
80 756 408 277 72 226 34 271 59
90 724 401 311 81 237 37 305 66
100 691 395 346 90 248 40 339 73
Tabella 5.13: Valori medi e altenati delle componenti dello stato di tensione nella
connessione NC26 in [MPa].
In base all’equazione 1.16 si determinano i valori equivalenti secondo
Von Mises della tensione media σeq
m e alternata σeq
a a cui corrisponde ogni
condizione di carico; tali valori sono riportati nelle tabelle 5.15, 5.17 e
5.16.
Nelle ﬁgure 5.31 e 5.32 si riportano, a titolo di esempio, i path costruiti
per la connessione NC26 sottoposta a pressione costante di valore pari a











55 863 450 179 45 243 41 231 53
58 854 449 189 47 247 42 244 56
60 848 448 195 48 249 42 253 58
70 817 441 228 57 263 45 295 68
80 787 435 260 65 276 49 337 77
90 756 429 293 73 290 52 379 87
100 725 422 326 81 304 56 421 96
Tabella 5.14: Valori medi e altenati delle componenti dello stato di tensione nella









NC26 882 0 6.26 · 10−3 132 0
NC50 894 0 8.51 · 10−3 158 0
Tabella 5.15: Tensioni medie e alternate equivalenti in seguito all’applicazione del
serraggio iniziale.








50 739 155 7.70 · 10−3 181 155
55 725 171 7.86 · 10−3 187 170
60 711 187 8.02 · 10−3 192 185
70 683 217 8.34 · 10−3 201 216
80 655 249 8.67 · 10−3 212 247
90 628 279 9.00 · 10−3 221 278
100 600 311 9.35 · 10−3 231 309
Tabella 5.16: Tensioni medie e alternate equivalenti per tutte le condizioni di carico
della connessione NC26.
verticale la zona che subisce il processo di plasticizzazione da quella che
invece rimane in campo elastico.
Per tale tipologia di connessione e di carico la deformazione plastica
parte da un valore di 9.35·10−3 in prossimit` a della superﬁcie del ﬁletto e
rapidamente decresce ﬁno ad annullarsi per una distanza pari a circa 0.5
mm.5.3 Risultati delle Simulazioni FEM 131








55 748 161 1.02 · 10−2 226 210
58 740 170 1.03 · 10−2 229 221
60 735 176 1.03 · 10−2 231 230
70 708 206 1.07 · 10−2 243 268
80 683 234 1.10 · 10−2 255 306
90 656 264 1.13 · 10−2 268 344
100 630 294 1.16 · 10−2 280 382
Tabella 5.17: Tensioni medie e alternate equivalenti per tutte le condizioni di carico
della connessione NC50.



























































Figura 5.31: Andamento delle tensioni e della deformazione plastica equivalente nel pin
in direzione radiale.
Si nota inoltre che allontanandosi dalla superﬁcie del ﬁletto la tensione
in direzione assiale σy aumenta ﬁno a raggiungere il massimo valore ad
una distanza pari a 0.4 mm; tuttavia tale non ` e la condizione critica in
quanto anche le tensioni σx e σz sono maggiori e quindi a tale condizione
di carico corrisponde un cerchio di Mohr di diametro massimo minore di
quello corrispondente al caso biassiale della superﬁcie del ﬁletto.
Nel campo elastico, invece, la tensione σy decresce monotonicamen-
te allontanandosi dal punto critico; in corrispondenza della transizione
elastoplastica si assiste ad una variazione della concavit` a dell’andamento
stesso.5.4 Modelli di analisi sempliﬁcati 132
In corrispondenza del primo ﬁletto in presa del Box, invece, il mate-
riale rimane in campo elastico e l’andamento della tensione σy decresce
monotonicamente senza variare di concavit` a.


























Figura 5.32: Andamento delle tensioni nel box in direzione radiale.
5.4 Modelli di analisi sempliﬁcati
Si vuole determinare l’errore che si induce modellando il caricamento
dovuto alla ﬂessione alternata con una pressione di andamento costante
anzich´ e triangolare (v. par. 5.1).
A tale scopo sono realizzati un modello bidimensionale e uno tridimen-
sionale di una connessione NC26 sempliﬁcata: ` e modellato solo il primo
ﬁletto in presa del Pin in quanto altrimenti la soluzione del modello tri-
dimensionale sarebbe eccessivamente onerosa a causa dell’elevato numero
di elementi.
Per rendere ulteriormente pi` u agevole la soluzione si inﬁttisce la mesh
solo in corrispondenza dell’apice del raggio di fondo ﬁletto; le restanti
zone del modello, non essendo di interesse per l’analisi, sono invece state
modellate in maniera grossolana.
La costruzione geometrica dei modelli (v. Figg. 5.33 e 5.34) ` e basata5.4 Modelli di analisi sempliﬁcati 133
sui valori riportati nel paragrafo 5.2.4, anche se la parte superiore del Box
` e stata sempliﬁcata.
(a) (b)
Figura 5.33: Modello FEM sempliﬁcato 2D:(a) completo e (b) ingrandimento in
corrispondenza del ﬁletto.
Per realizzare il modello bidimensionale si eseguono le stesse conside-
razioni svolte per la realizzazione del modello completo e si utilizzano gli
elementi PLANE42 assialsimmetrici.
Il modello tridimensionale ` e realizzato a partire dalla mesh del modello
bidimensionale tramite un processo di SWEEP, utilizzando gli elemen-
ti SOLID45. Si rappresenta met` a della geometria della connessione, in
quanto il modello ` e simmetrico nella direzione x; non ` e possibile sempliﬁ-
carlo ulteriormente in quanto in direzione z andrebbero applicati vincoli
di simmetria nel caso del serraggio iniziale e di antisimmetria nel bending.
In entrambi i modelli si applicano i vincoli di dipendenza ai nodi geo-
metricamenti coincidenti che costituiscono i ﬁletti e lo spallamento; ana-
logamente al modello FEM completo il modello reologico bilineare ` e de-
ﬁnito solo in prossimit` a del ﬁletto mentre le propriet` a termiche per una
porzione del Box in prossimit` a dello spallamento.
Il serraggio iniziale ` e rappresentato, analogamente al modello comple-
to, tramite un gradiente termico: per entrambi i modelli ` e stato imposto
come diﬀerenza di temperatura il valore di 800◦C. Nelle ﬁgure 5.35 sono
rappresentati gli andamenti della tensione in direzione y nei due modelli.5.4 Modelli di analisi sempliﬁcati 134
(a) (b)
Figura 5.34: Modello FEM sempliﬁcato 3D:(a) completo e (b) ingrandimento in
corrispondenza del ﬁletto.
(a) (b)
Figura 5.35: Serraggio iniziale: andamento della tensione σy nel modello sempliﬁcato
(a) 2D e (b) 3D.
Per poter eseguire il confronto tra i due modelli si deﬁnisce per entram-
bi i modelli un path in direzione radiale a partire dall’apice del raggio di
fondo ﬁletto del Pin: si ricavano gli andamenti delle tensioni nelle dire-
zioni principali, della tensione equivalente secondo Von Mises σeq e della
deformazione plastica e si costruiscono i graﬁci tramite MATLAB c 
 (v.
Figg. 5.36 e 5.37).
Gli andamenti nei due modelli sono pressoch´ e coincidenti, a meno di
piccole diﬀerenze lontano alla superﬁcie del ﬁletto a causa della mesh
grossolana. Tale risultato ` e dovuto al fatto che il serraggio iniziale in
entrambi i modelli ` e rappresentato nello stesso modo.
Il caricamento dovuto a bending ` e rappresentanto nel modello tridi-
mensionale tramite una pressione di proﬁlo triangolare variabile in fun-5.4 Modelli di analisi sempliﬁcati 135
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Figura 5.36: Serraggio iniziale: andamento della tensione (a) σy e (b) della tensione σeq
nei modelli sempliﬁcati.







































zione della coordinata x, di valore massimo Smax in corrispondenza di
x = Re e valore minimo −Smax in corrispondenza di x = −Re (v. Fig.
5.38). Nel modello bidimensionale, invece, in maniera analoga al modello
FEM completo ` e applicata una pressione costante (v. par. 5.2.7).
Nelle ﬁgure 5.39 sono rappresentati gli andamenti della tensione in
direzione y nei due modelli.
Analogamente al caso del serraggio iniziale si costruiscono i graﬁci dello
stato di tensione e deformazione lungo i path: dalla ﬁgura 5.40 si pu` o
notare che il valore massimo della deformazione plastica vale 9.40 · 10−3
nel modello 2D mentre 8 · 10−3 in quello 3D.
Gli andamenti riportati in Fig. 5.40 diﬀeriscono al massimo del 14% in5.5 Modello del provino ricavato dalla ﬁlettatura 136
Figura 5.38: Bending: andamento della tensione σy nel modello 3D in corrispondenza
della superﬁcie di applicazione del carico.
(a) (b)
Figura 5.39: Serraggio iniziale: andamento della tensione σy nel modello sempliﬁcato
(a) 2D e (b) 3D.
corrispondenza dell’apice del ﬁletto (v. Fig 5.42); tuttavia dal momento
che la diﬀerenza degli stati di tensione tra i due modelli ` e dell’ordine del
percento (v. Figg. 5.41) si pu` o ritenere corretto utilizzare un modello
bidimensionale anzich´ e uno tridimensionale.
5.5 Modello del provino ricavato dalla ﬁlettatura
Si vuole determinare lo stato di tensione dei provini estratti dalla ﬁlet-
tatura e sottoposti alle prove descritte nel paragrafo 2.1; si realizza a tal
scopo un modello agli elementi ﬁniti (v. Appendice B.4) che rappresenta5.5 Modello del provino ricavato dalla ﬁlettatura 137

































































































Figura 5.41: Bending: andamento della tensione (a) σy e (b) della tensione σeq nei
modelli sempliﬁcati.
il provino riportato nella ﬁgura 2.1 nelle due condizioni di carico a cui ` e
sottoposto.
Per la realizzazione del modello FEM si fa riferimento alle dimensioni
caratteristiche della ﬁlettatura riportate nella tabella 5.2.
La geometria del provino e le due condizioni di carico applicate so-
no simetriche nella direzione delle x: ` e possibile pertanto sempliﬁcare il
modello e rappresentarne solo una met` a (v. Fig. 5.43). Dal momento
che lo spessore del provino (pari a 10 mm) non ` e trascurabile rispetto le
altre dimensioni, si pu` o ritenere che in direzione z, almeno nella porzione
centrale, vi sia uno stato piano di deformazione (plane strain); per tale
motivo ` e possibile rappresentare un modello bidimensionale e utilizzare5.5 Modello del provino ricavato dalla ﬁlettatura 138



































Figura 5.42: Bending: andamento della deformazione plastica 
eq
pl nei modelli sempliﬁcati
in prossimit` a del ﬁletto.
per la mesh gli elementi PLANE 42.
Figura 5.43: Geometria del modello FEM del provino ricavato dalla ﬁlettatura.
Tramite un procedimento bottom-up si costruisce la geometria del mo-
dello, in modo da consentire in seguito la costruzione della mesh di tipo
mapped.
Si considerano separatamente gli eﬀetti dovuti all’applicazione della
forza massima e di quella minima.
Nel primo caso, infatti, non ` e noto a priori se si raggiunge lo sner-5.5 Modello del provino ricavato dalla ﬁlettatura 139
vamento in corrispondenza del raggio di raccordo del primo ﬁletto: per
tale motivo, come si pu` o vedere nella ﬁgura 5.44, nella zona ﬁlettata si
deﬁnisce il modello reologico bilineare (in arancione) mentre in quella di
aﬀerreggio il modello perfettamente elastico (in celeste).
Nel secondo caso, invece, si assiste ad uno scaricamento elastico par-
ziale e pertanto si pu` o deﬁnire per tutta la geometria il modello perfet-
tamente elastico: in tal modo infatti si risolve un’analisi di tipo lineare.
Tale condizione di carico ` e rappresentata applicando al modello una forza
∆F di entit` a data dalla diﬀerenza tra il valore massimo e quello mini-
mo della forza esterna applicata. Si determina lo stato di tensione come
diﬀerenza tra quello dovuto all’applicazione della forza massima e quello
dovuto alla ∆F.
I modelli reologici precedentemente analizzati hanno le stesse propriet` a
di quelli utilizzati per la costruzione del modello FEM della connessione
completa (v. Par. 5.2.1).
Figura 5.44: Provino della ﬁlettatura: attribuzione dei modelli reologici alle aree che
costituiscono il modello.
Per la suddivisione in elementi si eseguono le stesse considerazioni svol-
te nel paragrafo 5.2.5 circa il numero di suddivisioni; nella ﬁgura 5.45 ` e5.5 Modello del provino ricavato dalla ﬁlettatura 140
rappresentata la mesh in corrispondenza del raggio di raccordo del primo
ﬁletto.
Figura 5.45: Provino della ﬁlettatura: suddivisione in elementi dei ﬁletti.
Per le considerazioni precedentemente svolte si devono applicare vincoli
di simmetria in direzione x; si deve inoltre vincolare un nodo in direzione
y in modo da rendere il modello isostatico.
Per rappresentare le condizioni di carico si eseguono semplici conside-
razioni della scienza delle costruzioni meccaniche: per rappresentare la
trazione assiale si applica sulla linea di estremit` a una pressione di valore
costante (v. Fig. 5.46a); viceversa per rappresentare la ﬂessione su 4 pun-
ti si applica una pressione il cui andamento ` e quello tipico della farfalla
di Navier (v. Fig. 5.46b).
Per entrambe le condizioni di carico il punto maggiormente sollecitato
` e il primo ﬁletto in presa (v. Figg. 5.47): in corrispondenza dell’apice
del raggio di raccordo si determinano le tensioni σy e σx sia nel caso
dell’analisi elatoplastica che perfettamente elastica.
Si riporta nella ﬁgura 5.48 l’andamento della tensione equivalente σeq in
corrispondenza del raggio di raccordo del primo ﬁletto: per le condizioni
di carico analizzate il modello rimane in condizioni elastiche.
Nella tabella 5.18 sono tabulati i risultati dell’analisi FEM per le con-5.5 Modello del provino ricavato dalla ﬁlettatura 141
(a) (b)
Figura 5.46: Provino della ﬁlettatura: caricamento tramite (a) pressione costante e (b)
farfalla di Navier.
(a) (b)
Figura 5.47: Provino della ﬁlettatura: andamento della tensione (a) σy e (b) σx in
corrispondenza del raggio di raccordo del primo ﬁletto.
dizioni di carico a cui sono state eseguite le prove sperimentali (v. Tab.
2.1): in particolare si riportano il valore della tensione alternata in di-
rezione y σa
y e della tensione media equivalente secondo Von Mises σeq
m.
n◦ Fmax [N] Fmin [N] Tipo di carico σa
y [MPa] σeq
m [MPa] Nf [cicli]
1 2010 900 4PB 227 585 3.14 · 104
2 1760 425 4PB 274 438 3.19 · 104
3 1760 650 4PB 227 484 4.10 · 104
4 18000 -18000 AX 394 0 7.27 · 104
5 2110 675 4PB 274 539 9.08 · 104
6 15000 -15000 AX 329 0 9.20 · 104
Tabella 5.18: Risultati dell’analisi FEM applicata ai provini della ﬁlettatura.5.5 Modello del provino ricavato dalla ﬁlettatura 142
Figura 5.48: Provino della ﬁlettatura: andamento della tensione σeq in corrispondenza
del raggio di raccordo del primo ﬁletto.Capitolo 6
Confronto dei modelli di previsione
a fatica con i dati sperimentali
6.1 Stima dell’eﬀetto della ﬁnitura superﬁciale
Per determinare una stima dell’eﬀetto della ﬁnitura superﬁciale sulla du-
rata a fatica delle connessioni ﬁlettate dei Drill Collars si fa riferimen-
to alle prove sperimentali riportate nel paragrafo 2.1 e al modello agli
elementi ﬁniti sviluppato nel paragrafo 5.5.
Per determinare una stima del coeﬃciente di ﬁnitura superﬁciale CS
deﬁnito nel paragrafo 1.2.3 si fa riferimento all’equazione di Gerber op-
portunamente modiﬁcata: al posto della tensione alternata si considera la
tensione alternata in direzione y σa
y moltiplicata per il rapporto λ deﬁnito
nel paragrafo 1.2.6.
Il limite di fatica ˜ Sn si ricava dalla curva S-N dei provini lisci come la
tensione alternata corrispondente al numero di cicli per cui ogni provino
si ` e rotto. Dal momento che le prove sui provini estratti dalla ﬁlettatura
sono tutti al di sotto del numero di cicli corrispondente al ginocchio, si ri-
cava la ˜ Sn dall’equazione 3.19; tale valore va moltiplicato per il coeﬃciente
CS per tenere conto l’eﬀetto della ﬁnitura superﬁciale.
Si considera inﬁne la tensione media equivalente secondo Von Mises
σeq
m ricavata nel paragrafo 5.5.6.1 Stima dell’eﬀetto della ﬁnitura superﬁciale 144
L’espressione dell’equazione di Gerber ` e pertanto fornita dalla 6.1.
σa
y · λ







Invertendo la 6.1 si ottiene l’equazione 6.2 che fornisce il coeﬃciente















Nella tabella 6.1 sono riportati i valori del CS: per ogni provino si
sostituiscono i valori riportati nella tabella 5.18 nell’equazione 6.2.









Tabella 6.1: Valori del coeﬃciente di ﬁnitura superﬁciale valutato per i provini estratti
dalla ﬁlettatura.
In base alla ﬁgura 1.11 riportata nel paragrafo 1.2.3 si sarebbe dovu-
to ottenere come coeﬃciente di ﬁnitura superﬁciale un valore all’incirca
pari a 0.7. Tale discrepanza ` e dovuta al fatto che il CS determinato
sperimentalmente tiene conto anche di eﬀetti dovuti alla geometria della
ﬁlettatura, in quanto il Kf ` e stato determinato per provini intagliati.
Si propone per gli sviluppi futuri di determinare il Kf per provini
estratti dalla ﬁlettatura aventi geometria analoga alle prove gi` a eﬀettuate
ma senza che siano eseguiti trattamenti superﬁciali.6.2 Stima del numero di cicli a nucleazione 145
6.2 Stima del numero di cicli a nucleazione
Si vuole determinare una stima del numero di cicli a nucleazione previsto
per le prove in piena scala per le connessioni ﬁlettate NC26 e NC50, il cui
stato di tensione valutato tramite analisi agli elementi ﬁniti ` e riportato
nel paragrafo 5.3.
In base alle considerazioni svolte nel paragrafo 1.2.4 per un generico
stato di tensione ` e possibile determinare il valore della sollecitazione alter-
nata equivalente in termini di vita a fatica invertendo l’equazione di Ger-
ber 1.10 o tramite l’equazione di Smith, Watson e Topper (v. Eq. 1.13).
Si determinano di seguito i numeri di cicli a nucleazione con entrambi i
metodi e si confrontanto i risultati ottenuti.
6.2.1 Determinazione della durata prevista tramite Gerber
Si considera l’equazione di Gerber modiﬁcata nella forma 6.1: i valori
della tensione alternata in direzione y σa
y e di quella media equivalente
σeq
m si ricavano dalle tabelle 5.13, 5.14, 5.16 e 5.17.
Si assume inoltre come coeﬃciente CS il valore che ` e stato stimato
nel paragrafo 6.1; in base alla 6.3 si ricava la tensione alternata ˜ Sn a
















Dalla 3.20 si ricava inﬁne il numero di cicli di nucleazione a fatica
Nnucl previsto per il Pin e per il Box per le connssioni NC26 e NC50; tali
risultati sono riportati nelle tabelle 6.2 e 6.3.
Si riportano nelle ﬁgure 6.1 e 6.2 i diagrammi di Haigh per le condi-
zioni di carico a cui sono stati sottoposti il Pin e il Box nelle prove in
piena scala. Le curve di Gerber sono tracciate in base all’equazione 1.10
considerando come limite di fatica il prodotto tra il coeﬃciente CS e il
valore ¯ Sn ricavato dalla curva S-N per 104,105 e 106 cicli. Va ricordato6.2 Stima del numero di cicli a nucleazione 146
Carico Pin Box
σ0 [MPa] Nnucl [cicli] Nnucl [cicli]
50 1.46 · 105 Run-out
55 7.88 · 104 Run-out
60 4.31 · 104 Run-out
70 1.69 · 104 Run-out
80 7.36 · 103 Run-out
90 3.65 · 103 5.49 · 105
100 1.94 · 103 1.57 · 105
Tabella 6.2: Numero di cicli di nucleazione dei componenti delle connessioni NC26
previsto applicando l’equazione di Gerber ai risultati FEM
Carico Pin Box
σ0 [MPa] Nnucl [cicli] Nnucl [cicli]
55 7.29 · 104 Run-out
58 5.16 · 104 Run-out
60 4.26 · 104 Run-out
70 1.66 · 104 7.15 · 105
80 7.47 · 103 1.47 · 105
90 3.79 · 103 3.59 · 104
100 2.04 · 103 1.01 · 104
Tabella 6.3: Numero di cicli di nucleazione dei componenti delle connessioni NC50
previsto applicando l’equazione di Gerber ai risultati FEM
che tali curve rappresentano non la vita a fatica totale, ma solamente il
numero di cicli per cui si veriﬁca la nucleazione della cricca.
Per ogni condizione di carico si individua il punto corrispondente al
Pin o al Box che maggiormente si avvicina alle curve a durata inferiore:
si determina quale componente della connessione ` e critico.
Dall’analisi delle ﬁgure 6.1 e 6.2 si nota che i punti relativi al Pin sono
spostati pi` u a destra rispetto a quelli del Box, cio` e a valori di tensione
media pi` u elevati; ci` o ` e dovuto al serraggio iniziale e alla minore sezione
del Pin.
Va inoltre osservato che nelle connessioni NC26 la tensione alternata
nel Box ` e sempre inferiore a quella del Pin, mentre nelle NC50 si veriﬁca6.2 Stima del numero di cicli a nucleazione 147

































Figura 6.1: Diagramma di Haigh per le connessioni NC26.

































Figura 6.2: Diagramma di Haigh per le connessioni NC50.
la condizione opposta.
All’aumentare del carico esterno σ0 nel Box si assiste ad un aumento
sia della componente media che alternata, dal momento che il materia-6.2 Stima del numero di cicli a nucleazione 148
le ` e in capo elastico; viceversa nel Pin aumenta la tensione alternata
ma contemporaneamente diminuisce la componente media: tale fenome-
no ` e dovuto al fatto che viene superata la tensione di snervamento e si
producono locali plasticizzazioni.
Dall’analisi della ﬁgura 6.2 si osserva inoltre che il Pin nella connes-
sione NC50 ` e sempre nelle condizioni peggiori; secondo tale diagramma
quindi non si sarebbero dovute veriﬁcare le rotture sul Box per i valori di
tensione elevati.
Tale fenomeno si spiega per` o con considerazioni sull’andamento dello
stato di tensione all’interno dei componenti in corrispondenza dei punti
critici: nel Pin, infatti, la tensione equivalente raggiunge il valore mas-
simo, ma in direzione radiale diminuisce notevolmente di entit` a (v. Fig.
5.31); viceversa nel Box il valore massimo ` e minore ma all’interno lo stato
di tensione ` e superiore a quello raggiunto nel Pin (v. Fig. 5.32).
Nel Pin la cricca si nuclea per un numero di cicli inferiore rispetto al
Box, in cui per` o propaga pi` u velocemente.
6.2.2 Determinazione della durata prevista tramite la SWT
Per un generico stato di tensione con componente media nulla ` e possibile
determinare la tensione alternata equivalente in termini della vita a fatica
σeq
ar tramite l’equazione 1.13, avendo a disposizione la tensione massima e
quella alternata.
Le connessioni NC26 e NC50 sono sottoposte ad un generico stato di
tensione multiassiale; per la risoluzione della 1.13 si considerano pertanto
le tensioni equivalenti secondo Von Mises σeq
max e σeq
a (v. Par. 5.3).
Si determina inﬁne per ogni condizione di carico il numero di cicli a
nucleazione previsto per il Pin e per il Box tramite l’equazione 3.20: dopo
aver diviso σeq
ar per il coeﬃciente di concentrazione delle tensioni Kt, si
considerano i coeﬃcienti a1 e a2 (v. Tab. 3.10) relativi alla curva S-N dei
provini intagliati di raggio 1 mm1 e si ricava il numero di cicli. I risultati
di tali analisi sono riportati nelle tabelle 6.4 e 6.5.




a σar Nnucl σeq
max σeq
a σar Nf
[MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [cicli] [MPa] [MPa] [MPa] [cicli]
50 895 155 373 8.94 · 104 336 155 228 Run-out
55 896 171 391 6.87 · 104 356 170 246 Run-out
60 898 187 410 5.29 · 104 376 185 264 Run-out
70 901 217 443 3.43 · 104 417 216 300 3.00 · 105
80 904 249 474 2.33 · 104 458 247 336 1.59 · 105
90 907 279 504 1.67 · 104 499 278 372 9.01 · 104
100 911 311 532 1.23 · 104 540 309 408 5.38 · 104
Tabella 6.4: Numero di cicli di nucleazione dei componenti previsto applicando




a σar Nnucl σeq
max σeq
a σar Nf
[MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [cicli] [MPa] [MPa] [MPa] [cicli]
55 903 161 382 7.86 · 104 435 210 302 2.91 · 105
58 903 170 392 6.73 · 104 450 221 316 2.27 · 105
60 904 176 399 6.15 · 104 460 230 325 1.93 · 105
70 905 206 431 3.97 · 104 511 268 370 9.40 · 104
80 907 234 461 2.73 · 104 561 306 414 4.97 · 104
90 908 264 490 1.95 · 104 611 344 459 2.82 · 104
100 910 294 517 1.44 · 104 662 382 503 1.68 · 104
Tabella 6.5: Numero di cicli di nucleazione dei componenti previsto applicando
l’equazione di Smith, Watson e Topper ai risultati FEM per le connessioni NC50
6.2.3 Confronto dei due metodi
Si riportano nelle tabelle 6.6 e 6.7 i valori del numero di cicli a nucleazione
previsti basandosi sui risultati FEM (v. Par. 5.3) tramite l’equazione di
Gerber e quella di Smith, Watson e Topper.
Dall’analisi dei valori riportati nelle tabelle 6.6 e 6.7 si nota che i
modelli prevedono entrambi che i Run-out si veriﬁchino solo per il Box,
anche se non per le stesse condizioni di carico.
Per rendere pi` u semplice il confrontro tra i due metodi si costruiscono
diagrammi di correlazione (v. Figg. 6.3 e 6.4): si riporta in ascissa il6.3 Correlazione tra le prove in piena scala e i risultati FEM 150
Carico Pin Box
σ0 [MPa] Gerber SWT Gerber SWT
50 1.46 · 105 8.94 · 104 1.46 · 105 Run-out
55 7.88 · 104 6.87 · 104 7.88 · 104 Run-out
60 4.31 · 104 5.29 · 104 4.31 · 104 Run-out
70 1.69 · 104 3.43 · 104 1.69 · 104 3.00 · 105
80 7.36 · 103 2.33 · 104 7.36 · 103 1.59 · 105
90 3.65 · 103 1.67 · 104 3.65 · 103 9.01 · 104
100 1.94 · 103 1.23 · 104 1.94 · 103 5.38 · 104
Tabella 6.6: Confronto dei risultati ottenuti tramite l’equazione di Gerber e quella di
Smith, Watson e Topper per la connessione NC26
Carico Pin Box
σ0 [MPa] Gerber SWT Gerber SWT
55 1.46 · 105 7.86 · 104 Run-out 2.91 · 105
58 7.88 · 104 6.73 · 104 Run-out 2.27 · 105
60 4.31 · 104 6.15 · 104 Run-out 1.93 · 105
70 1.69 · 104 3.97 · 104 7.15 · 105 9.40 · 104
80 7.36 · 103 2.73 · 104 1.47 · 105 4.97 · 104
90 3.65 · 103 1.95 · 104 3.59 · 104 2.82 · 104
100 1.94 · 103 1.44 · 104 1.01 · 104 1.68 · 104
Tabella 6.7: Confronto dei risultati ottenuti tramite l’equazione di Gerber e quella di
Smith, Watson e Topper per la connessione NC50
numero di cicli previsto tramite l’equazione di Gerber, mentre in ordinata
quello ricavato dall’equazione di Smith, Watson e Topper.
Il numero di cicli a nucleazione previsto in base alla SWT ` e quasi
sempre superiore a quello previsto con l’equazione di Gerber.
6.3 Correlazione tra le prove in piena scala e i risul-
tati FEM
Si vuole eseguire un confronto tra i risultati ottenuti tramite analisi
agli elementi ﬁniti e le prove in piena scala: si determinano i diagram-





































































Figura 6.4: Diagrammi di correlazione tra l’equazione di Gerber e la SWT per la
connessione NC50.
sperimentalmente rilevato per ogni condizione di carico.
I dati delle prove sperimentali sono forniti solo per il componente che ` e
andato a rottura, che quasi sempre ` e il Pin; viceversa i valori previsti (v.6.3 Correlazione tra le prove in piena scala e i risultati FEM 152
Par. 6.2.1 e 6.2.2) mostrano che la rottura dovrebbe sempre veriﬁcarsi
sul Pin, anche per le connessioni NC50 ai due livelli di carico pi` u elevati.
Si riportano nelle ﬁgure 6.5 e 6.6 i diagrammi di correlazioni utilizzando
come modello di previsione quello di Gerber, mentre nelle ﬁgure 6.7 e 6.8















































Figura 6.5: Diagramma di correlazione tra il numero di cicli a nucleazione previsto
tramite il modello di Gerber e quello sperimentale per la connessione NC26.
Analizzando i diagrammi di correlazione si nota che i numeri di cicli
a nucleazione sperimentalmente rilevati sono sempre superiori a quelli
previsti applicando i modelli previsionali ai risultati ottenuti dalle analisi
agli elementi ﬁniti.
Come descritto nel paragrafo 2.2 ` e possibile determinare il numero di
cicli a nucleazione sperimentale solo dopo che la cricca ha assunto dimen-
sioni di alcuni centimetri; si considera pertanto una parte non trascurabile
della fase di propagazione.
Per eseguire una corretta rappresentazione della correlazione tra i due
modelli occorre ricavare il vero numero di cicli a cui corrisponde speri-
mentalmente la nucleazione della cricca; si analizza nel paragrafo 6.4 una
















































Figura 6.6: Diagramma di correlazione tra il numero di cicli a nucleazione previsto











































Figura 6.7: Diagramma di correlazione tra il numero di cicli a nucleazione previsto













































Figura 6.8: Diagramma di correlazione tra il numero di cicli a nucleazione previsto
tramite la SWT e quello sperimentale per la connessione NC50.
6.4 Procedura per la correzione del numero di cicli
a nucleazione sperimentale
Si considerano gli studi di Paris sulla meccanica della frattura lineare
elastica [2, 5, 9]: si deﬁnisce il fattore di intensiﬁcazione degli sforzi K
in base alla 6.4, in cui σ0 ` e la tensione nominale in assenza della fessura,
a met` a della lunghezza della cricca e β un coeﬃciente che dipende dalla
geometria della cricca.
K = β · σ0 ·
√
π · a (6.4)
In base alla teoria di Griﬃth la cricca non avanza se l’eventuale pro-
pagazione libera meno energia rispetto a quella necessaria per rompere il
materiale. Occorre quindi che la lunghezza della cricca sia superiore ad
un valore di soglia ad; tale condizione equivale ad imporre che il valore di
K che si ricava dalla 6.4 sia superiore a quello di soglia Kth.
La fessura accresce ﬁno a raggiungere la dimensione critica ac; per tale
valore K > KIC e si assiste alla frattura di schianto.6.4 Procedura per la correzione del numero di cicli a nucleazione
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Si riporta nella ﬁgura 6.9 il tipico andamento che la lunghezza della
cricca mostra in funzione del numero di cicli.
Figura 6.9: Andamento della lunghezza della fessura in funzione del numero di cicli.
Per valori di lunghezza prossimi a ad per avere un piccolo avanzamento
della cricca occorre un numero di cicli molto elevato, mentre l’opposto ac-
cade in prossimit` a del valore critico ac. Solitamente si mette in evidenza
tale andamento rappresentando il diagramma della velocit` a di propaga-
zione della cricca da/dN in funzione del fattore di intensiﬁcazione degli
sforzi (v. Fig. 6.10), in cui si identiﬁcano chiaramente le tre fasi della
crescita della cricca.
Figura 6.10: Andamento della velocit` a di crescita della fessura in funzione del fattore
di intensiﬁcazione degli sforzi.6.4 Procedura per la correzione del numero di cicli a nucleazione
sperimentale 156
L’andamento della crescita della cricca nel tratto centrale pu` o essere
descitto analiticamente dall’equazione 6.5, in cui il fattore di forma F,
il coeﬃciente C e l’esponente m si determinano sperimentalmente; per
cricche semicircolari che si originano dalla superﬁcie di una piastra spessa
il fattore di forma vale 1.12 · 2/π.
da
dN
= F · C · (∆K)
m (6.5)
Se quindi si integra l’equazione 6.5 da una lunghezza iniziale ai ad
una ﬁnale af ` e possibile ricavare il numeri di cicli per passare da una
condizione alla successiva.
Nel paragrafo 6.3 ` e stato evidenziata la necessit` a di correggere il valore
del numero di cicli a nucleazione rilevato sperimentalmente; nel caso delle
connessioni ﬁlettate dapprima si assiste ad una propagazione della cricca
in direzione radiale, con una forma pressoch´ e semiellittica; quando la
fessura interessa tutto lo spessore, inizia a propagare circonferenzialmente






Figura 6.11: Rappresentazione delle diverse forme della cricca durante la fase di
propagazione.
In base alla 6.4 la lunghezza della cricca varia in funzione del carico
esterno: tale analisi deve quindi essere eseguita per tutte le condizioni di
carico a cui sono sottoposte le connessioni ﬁlettate NC26 e NC50.6.4 Procedura per la correzione del numero di cicli a nucleazione
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L’andamento del fattore di forma durante la propagazione e la di-
mensione iniziale ad della cricca non sono per` o tuttora noti; si rimanda
pertanto a sviluppi futuri per un’analisi pi` uaccurata.Capitolo 7
Conclusioni
Le prove sperimentali hanno fornito valori molto accurati circa le carat-
teristiche meccaniche del materiale; inoltre i risultati delle prove di fatica
alternata hanno consentito di tracciare curve S-N con dispersione molto
bassa e di determinare i valori dei coeﬃcienti Kf per i provini intagliati
con buona precisione.
In base ai risultati di tali prove ` e stato possibile rilevare che il modello
di Gerber descrive meglio di quello di Goodman il comportamento a fatica
del materiale.
Le prove di rilassamento ciclico, invece, hanno mostrato una forte di-
spersione e non hanno consentito di deﬁnire un modello per il compor-
tamento ciclico del materiale. Dopo aver scartato l’ipotesi che ci` o fosse
dovuto ad errori di esecuzione delle prove, si ` e tentato di ricercarne la
causa: si ` e rilevato che i provini che mostrano un rilassamento molto
marcato presentano nella struttura della macrosegregazione in direzione
assiale a cui ` e associato un calo della microdurezza di quasi il 20%.
Nel corso della tesi ` e stato mostrato che il modello bidimensionale agli
elementi ﬁniti ` e suﬃcientemente accurato in corrispondenza dei punti cri-
tici sia sulla superﬁcie che all’interno; tuttavia non essendo disponibile un
modello accurato che tenesse conto del comportamento ciclico del mate-
riale ` e stato deﬁnito il modello bilineare considerando solamente i risultati
delle prove di trazione monotona.
Nella trattazione dell’eﬀetto della tensione media sono stati considerati159
il modello di Gerber e quello di Smith, Watson, Topper: il secondo ha
mostrato di prevedere meglio il numero di cicli a nucleazione e inoltre
necessita un numero minore di parametri sperimentali.
Dal confronto fra le previsioni e le prove in piena scala ` e stato rilevato
che il numero di cicli a nucleazione sperimentale ` e sempre superiore a quel-
lo previsto; ci` o ` e dovuto alla modalit` a di rilevamento del numero di cicli
sperimentali che contiene una parte non trascurabile della propagazione.
Per gli sviluppi futuri si propone di:
• veriﬁcare se esiste una correlazione robusta tra la microstruttura e il
comportamento ciclico;
• realizzare un modello FEM che permetta di studiare in dettaglio
gli eﬀetti della deformazione plastica (e in particolare del raggio di
plasticizzazione) sull’avanzamento della cricca;
• correggere il numero di cicli a nucleazione sperimentalmente rile-
vato tramite modelli di calcolo accurati che prevedano la prima
propagazione della cricca nel componente.Capitolo 8
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Determinazione analitica delle curve
S-N
A.1 Provini lisci
Si riportano nella tabella A.1 i risultati delle prove di fatica alternata sui
provini lisci.














Tabella A.1: Risultati delle prove di fatica alternata sui provini lisci.
Si deﬁniscono il set completo di dati considerando i provini da F1L a
F10L e il set relativo ai Run-out che ` e costituito dai provini che hanno
numero di cicli pari a 2·106; per il calcolo del limite di fatica si consideranoA.1 Provini lisci 170
i tre Run-out e il provino F10L che, pur essendosi rotto, ha tensione
alternata equivalente ad uno di essi.
Per ogni set di dati si esegue il logaritmo in base 10 dei valori del
numero di cicli e della tensione alternata e su tali valori si esegue l’analisi
statistica. Applicando il comando line al set completo si ottiene che i
coeﬃcienti a1 e a2 della retta dei minimi sono rispettivamente pari a
3.037 e −0.072 mentre la deviazione standard ad essa associata ` e pari a
0.024.
Per il calcolo del limite di fatica si hanno a disposizione 4 provini, dei
quali 1 si ` e rotto mentre 3 no; la probabilit` a di rottura ` e quindi pari
al 25%. Il limite di fatica ` e stato calcolato come la media delle quattro
tensioni alternate in scala logaritmica a cui si aggiunge 0.68·σ, valore che
si ricava dal [19] per una probabilit` a cumulata del 75%.
Si ricava pertanto che il limite di fatica Se e il numero di cicli Ne per
cui si veriﬁca il ginocchio in scala logaritmica sono pari a 2.602 e 5.845.


























Figura A.1: Curva S-N per i provini lisci costruita sul set completo di dati.
Nella ﬁgura A.1` e rappresentata la curva S-N determinata considerando
il set completo di dati secondo le procedure precedentemente descritte;
il primo valore sperimentale appare sospetto, poich´ e sembra discostarsi
dall’andamento che seguono gli altri provini. Si applica pertanto il criterio
di Chauvenet per determinare se ` e possibile rigettare tale prova.A.1 Provini lisci 171
Il set di dati ridotto ` e costituito dagli stessi provini del set completo ad
esclusione della prova F1L; si procede nuovamente all’analisi statistica e
si riportano i risultati nella tabella A.2.
a1 a2 σ Se Ne
[log(MPa)] [log(cicli)]−1 [log(MPa)] [log(MPa)] [log(cicli)]
3.118 -0.088 0.020 2.616 5.739
Tabella A.2: Risultati dell’analisi statistica sui provini lisci relativa al set di dati ridotto.
Si determinano i residui secondo la procedura esaminata nel paragrafo
3.5.4 e di essi si calcola il valore medio µ pari a −5.864·10−3 e la deviazione
standard σres pari a 0.026.
La probabilit` a che un valore diﬀerisca da µ di oltre t volte la deviazione
standard ` e pari a 6.115 · 10−3; dal momento che il numero di prove che
costituiscono il set completo di dati ` e pari a 10, si ricava che la probabilit` a
che il dato sospetto sia legittimo ` e pari a 0.06. La prima prova deve quindi
essere rigettata.
Nelle ﬁgure A.2 e A.3 ` e rappresentata la curva S-N per il set di dati
ridotto rispettivamente in coordinate bilogaritmiche e semilogaritmiche
(che si determina considerando l’eq. 3.19).


























































Figura A.3: Curva S-N in coordinate semilogaritmiche per i provini lisci.
A.2 Provini intagliati di raggio 0.7 mm
Si riportano nella tabella A.3 i risultati delle prove di fatica alternata sui
provini intagliati di raggio 0.7 mm.
Il set di dati relativo ai Run-out ` e costituito dai provino F13R07 e
F14R07, mentre i restanti provini costituiscono il set completo di dati.
Per il calcolo del limite di fatica si considerano i provini F12R07 e quelli
che non si sono rotti.
I coeﬃcienti a1 e a2 della retta dei minimi quadrati sono rispettivamen-
te pari a 3.638 e −0.254 mentre la deviazione standard ad essa associata
` e pari a 0.045.
Per il calcolo del limite di fatica si hanno a disposizione 3 provini, di
cui 1 si ` e rotto e 2 no; la probabilit` a di rottura ` e quindi pari al 33% e
quindi il limite di fatica ` e deﬁnito come valore medio delle tensioni dei
due provini considerati pi` u 0.95 · σ, valore che si ricava dal [19] per una
probabilit` a cumulata del 33%. Si ricava pertanto che il limite di fatica Se

















Tabella A.3: Risultati delle prove di fatica alternata sui provini intagliati di raggio 0.7
mm.
sono pari a 2.217 e 5.585.


























Figura A.4: Curva S-N per i provini di raggio 0.7 mm.
Nella ﬁgura A.4 ` e rappresentata la curva S-N determinata consideran-
do il set completo di dati secondo le procedure precedentemente descritte.
Per tale tipologia di provini non ` e possibile rigettare alcun dato: appli-A.3 Provini intagliati di raggio 1 mm 174
cando il criterio di Chauvenet per i provini che sembrano sospetti la pro-
babilit` a ` e sempre superiore a 0.5. Si riporta nella ﬁgura A.5 l’andamento
































Figura A.5: Curva S-N in coordinate semilogaritmiche per i provini intagliati di raggio
0.7 mm.
A.3 Provini intagliati di raggio 1 mm
Si riportano nella tabella A.4 i risultati delle prove di fatica alternata sui
provini intagliati di raggio 1 mm.
Il set di dati relativo ai Run-out ` e costituito dal solo provino F9R1
mentre i restanti provini costituiscono il set completo di dati. Per il
calcolo del limite di fatica si considerano invece i provini F9R1 e F12R1,
in quanto hanno la tensione alternata molto prossima.
I coeﬃcienti a1 e a2 della retta dei minimi sono rispettivamente pari a
3.391 e −0.187 mentre la deviazione standard ad essa associata ` e pari a
0.026.
Per il calcolo del limite di fatica si hanno a disposizione 2 provini, diA.3 Provini intagliati di raggio 1 mm 175













Tabella A.4: Risultati delle prove di fatica alternata sui provini intagliati di raggio 1
mm.
cui 1 si ` e rotto e 1 no; la probabilit` a di rottura ` e quindi pari al 50% e
quindi il limite di fatica ` e deﬁnito come valore medio delle tensioni dei
due provini considerati. Si ricava pertanto che il limite di fatica Se e il
numero di cicli Ne per cui si veriﬁca il ginocchio in scala logaritmica sono
pari a 2.336 e 5.63.


























Figura A.6: Curva S-N per i provini di raggio 1 mm costruita sul set completo di dati.
Nella ﬁgura A.6` e rappresentata la curva S-N determinata considerando
il set completo di dati secondo le procedure precedentemente descritte; laA.4 Provini intagliati di raggio 2 mm 176
prova F11R1 appare sospetta e pertanto si applica il criterio di Chauvenet
per determinare se ` e possibile rigettare tale dato.
Il set di dati ridotto ` e costituito dagli stessi provini del set completo ad
esclusione della prova F11R1; si procede nuovamente all’analisi statistica
e si riportano i risultati nella tabella A.5.
a1 a2 σ Se Ne
[log(MPa)] [log(cicli)]−1 [log(MPa)] [log(MPa)] [log(cicli)]
3.356 -0.179 0.018 2.311 5.849
Tabella A.5: Risultati dell’analisi statistica sui provini intagliati di raggio 1 mm relativa
al set di dati ridotto.
Si determinano i residui secondo la procedura esaminata nel paragrafo
3.5.4 e di essi si calcola il valore medio µ pari a −5.664·10−3 e la deviazione
standard σres pari a 0.025.
La probabilit` a che un valore diﬀerisca da µ di oltre t = 3.162 volte la
deviazione standard (v. Eq. 3.21) ` e pari a 3.084 · 10−3; dal momento che
il numero di prove che costituiscono il set completo di dati ` e pari a 11, si
ricava che la probabilit` a che il dato sospetto sia legittimo ` e pari a 0.068.
La prova sospetta deve quindi essere rigettata.
Nelle ﬁgure A.7 e A.8 ` e rappresentata la curva S-N per il set di dati
ridotto rispettivamente in coordinate bilogaritmiche e semilogaritmiche.
A.4 Provini intagliati di raggio 2 mm
Si riportano nella tabella A.6 i risultati delle prove di fatica alternata sui
provini intagliati di raggio 2 mm.
Il set di dati relativo ai Run-out ` e costituito dal solo provino F11R2
mentre i restanti provini costituiscono il set completo di dati. Per il calcolo
del limite di fatica si considerano invece i provini F11R2 e F10R2.
I coeﬃcienti a1 e a2 della retta dei minimi sono rispettivamente pari
a 3.51 e −0.205 mentre la deviazione standard ad essa associata ` e pari a
0.025.A.4 Provini intagliati di raggio 2 mm 177



























































Figura A.8: Curva S-N in coordinate semilogaritmiche per i provini intagliati di raggio
1 mm.
Per il calcolo del limite di fatica si hanno a disposizione 2 provini, di
cui 1 si ` e rotto e 1 no; la probabilit` a di rottura ` e quindi pari al 50% e
quindi il limite di fatica ` e deﬁnito come valore medio delle tensioni dei
due provini considerati. Si ricava pertanto che il limite di fatica Se e ilA.4 Provini intagliati di raggio 2 mm 178












Tabella A.6: Risultati delle prove di fatica alternata sui provini intagliati di raggio 2
mm.
numero di cicli Ne per cui si veriﬁca il ginocchio in scala logaritmica sono
pari a 2.369 e 5.555.


























Figura A.9: Curva S-N per i provini di raggio 2 mm costruita sul set completo di dati.
Nella ﬁgura A.9` e rappresentata la curva S-N determinata considerando
il set completo di dati secondo le procedure precedentemente descritte; la
prova F9R2 appare sospetta e pertanto si applica il criterio di Chauvenet
per determinare se ` e possibile rigettare tale dato.
Il set di dati ridotto ` e costituito dagli stessi provini del set completo adA.4 Provini intagliati di raggio 2 mm 179
esclusione della prova F9R2; si procede nuovamente all’analisi statistica
e si riportano i risultati nella tabella A.7.
a1 a2 σ Se Ne
[log(MPa)] [log(cicli)]−1 [log(MPa)] [log(MPa)] [log(cicli)]
3.484 -0.199 0.022 2.369 5.606
Tabella A.7: Risultati dell’analisi statistica sui provini intagliati di raggio 2 mm relativa
al set di dati ridotto.
Si determinano i residui secondo la procedura esaminata nel paragrafo
3.5.4 e di essi si calcola il valore medio µ pari a −4.554·10−3 e la deviazione
standard σres pari a 0.024.
La probabilit` a che un valore diﬀerisca da µ di oltre t = 3 volte la
deviazione standard (v. Eq. 3.21) ` e pari a 0.018; dal momento che il
numero di prove che costituiscono il set completo di dati ` e pari a 10, si
ricava che la probabilit` a che il dato sospetto sia legittimo ` e pari a 0.356.
La prova sospetta deve quindi essere rigettata.
Nelle ﬁgure A.10 e A.11 ` e rappresentata la curva S-N per il set di dati
ridotto rispettivamente in coordinate bilogaritmiche e semilogaritmiche.


























Figura A.10: Curva S-N in coordinate bilogaritmiche per i provini intagliati di raggio 2
































Figura A.11: Curva S-N in coordinate semilogaritmiche per i provini intagliati di raggio
2 mm.Appendice B
Listati Ansys
B.1 Determinazione del coeﬃciente di concentrazio-





! Definizione parametri geometrici e della mesh
de=12 ! diametro esterno del provino [ mm ]
di=7 ! diametro interno del provino [ mm ]
r=1 ! raggio dell’intaglio [ mm ]
pi=3.1415926535897 ! pi greco
re=de/2 ! raggio esterno del provino [ mm ]
ri=di/2 ! raggio interno del provino [ mm ]
l=3*re ! semilunghezza del provino











































































B.2 Modellazione delle connessioni ﬁlettate dei Drill
Collars
!-------------------------------------------




sceltaNC=1 ! 1 = NC50 <---> 2 = NC26
sceltaMODELLO=1 ! 0 = Preserraggio <---> 1 = Elastoplastco <---> 2 = Fourier
!-----------------------------------


















































/input,’Path’,’ans’,’C:\Ansys_files’,,0B.2 Modellazione delle connessioni ﬁlettate dei Drill Collars 184
B.2.1 Deﬁnizione dei modelli del materiale
!--------------------------------------------------



















/pbc,all,,1 ! Rappresenta ogni tipo di boundary condition
!------------------------------------------------------
! DEFINIZIONE PARAMETRI PER IL MODELLO ELASTOPLASTICO |
!------------------------------------------------------
*if,sceltaMODELLO,eq,0,then
mp,ex,1,207400 ! Definizione del materiale delle regioni elastiche
mp,nuxy,1,0.3
mp,ex,2,207400 ! Definizione del materiale delle regioni elasto-plastiche
mp,nuxy,2,0.3
tb,bkin,2,1 ! Funzione di snervamento : bilineare cinematico
tbdata,1,840,4841 ! rispettivamente tensione di snervamento e modulo plastico











































































! Definizione dei path ----------------------------------------------




















































! Geometria del filetto ----------------------
h=5.4865
ht=1.422349













B.2.4 Costruzione della geometria
!------------------------


































































































































































*get,numk1,kp,,num,maxB.2 Modellazione delle connessioni ﬁlettate dei Drill Collars 190
*get,numli1,line,,num,max
!----------------------------



































































































































! MODELLAZIONE FILETTI |
!-------------------------

























































B.2.5 Costruzione della mesh
!----------------------------------------
! N◦ DI SUDDIVISIONI DELLE LINEE |
!----------------------------------------
! Numero di divisioni delle linee per la mesh
div_fil=12
div_arco_fil=20 ! NB: DEVE ESSERE PARI x avere un nodo all’apice dell’intaglio del filetto
div_int_fil=30
div_fil_unacc=1 ! Divisioni tratto filetto non accoppiato
div_racc_fil=10 ! Divisioni raccordo sulla testa del filetto
div_testa_fil=div_int_fil-div_racc_fil ! Divisioni segmento di testa del filetto
div_int=8
div_raccordo=12 ! Raccordo tra parte filettata e corpo centrale
div_corpo_centr=3
div_reg_term=2 ! Divisione aree ove si applica il gradiente termico
!--------------------------------
! MODELLAZIONE MASCHIO |
!--------------------------------























lccat,12,7B.2 Modellazione delle connessioni ﬁlettate dei Drill Collars 194
lccat,2,l_femm2

























































! Mesh corpo centrale













































! INIZIO MODELLAZIONE FEMMINA
!-----------------------------------






































































! Mesh corpo centrale
lsel,s,line,,numl+numlin1+1+10+incremento+3,numl+numlin1+1+10+incremento+29,26



























































asel,a,,,afm,afm+1+(nfilpl_inf-1),1B.2 Modellazione delle connessioni ﬁlettate dei Drill Collars 198






















































*enddoB.2 Modellazione delle connessioni ﬁlettate dei Drill Collars 199
!--------------------------------------


































B.2.7 Condizioni di carico e soluzione
csys,sysf





































Value=Smax-(Rext-Rint)*Slope ! tensione in x=Rint
sfgrad,pres,0,x,rint,-slope












































































! DEFINIZIONE PARAMETRI PER IL MODELLO ELASTOPLASTICO
mp,ex,1,207400 ! Definizione del materiale delle regioni elastiche
mp,nuxy,1,0.3
mp,ex,2,207400 ! Definizione del materiale delle regioni elasto-plastiche
mp,nuxy,2,0.3
tb,bkin,2,1 ! Funzione di snervamento : bilineare cinematico
tbdata,1,840,4841 ! rispettivamente tensione di snervamento e modulo plastico
































































































































































































! DEFINIZIONE PARAMETRI PER IL MODELLO ELASTOPLASTICO |
mp,ex,1,207400 ! Definizione del materiale delle regioni elastiche
mp,nuxy,1,0.3
mp,ex,2,207400 ! Definizione del materiale delle regioni elasto-plastiche
mp,nuxy,2,0.3
tb,bkin,2,1 ! Funzione di snervamento : bilineare cinematico
tbdata,1,840,4841 ! rispettivamente tensione di snervamento e modulo plastico




































































































































































CM,_Y,VOLUB.3 Modello sempliﬁcato di una connessione ﬁlettata 208






































































































sceltaMODELLO=1 ! 1 = Fmax - EP // 2 - Fmin - Elastico
sceltaCARICO=1 ! 1 = Flessione su 4 punti // 2 = Trazione
! DEFINIZIONE DEL MODELLO DEL MATERIALE
mp,ex,1,207400 ! Definizione del materiale delle regioni elasto-plastiche
mp,nuxy,1,0.3
tb,bkin,1,1 ! Funzione di snervamento : bilineare cinematico
tbdata,1,840,4841 ! rispettivamente tensione di snervamento e modulo plastico
mp,ex,2,207400 ! Definizione del materiale delle regioni elastiche
mp,nuxy,2,0.3
! DEFINIZIONE DEL MODELLO DEL MATERIALE
pigreco=3.141592654













! DEFINIZIONE DEI PARAMETRI DI MESH
div_fil=6
div_arco_fil=12 ! NB: DEVE ESSERE PARI x avere un nodo all’apice dell’intaglio del filetto
div_int_fil=20
div_racc_fil=3 ! Divisioni raccordo sulla testa del filetto
div_testa_fil=div_int_fil-div_racc_fil ! Divisioni segmento di testa del filetto
div_int=8
div_afferr=2
! COSTRUZIONE DEI FILETTI |
mat,2









































































































































































! SOLUZIONE E ANALISI DEI RISULTATI
solve
finish
/post1
/dscale,,1
/header,on,on,on,on,on,on
nsel,s,,,640
*if,sceltaMODELLO,eq,1,then
/output,tens_max,txt
prnsol,s,comp
*else
/output,tens_min,txt
prnsol,s,comp
*endif
alls